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Kurzfassung
In modernen Anwendungen ist der Stromregelkreis der innerste Regel-
kreis einer Antriebsregelkaskade für elektrische Maschinen. Dieser be-
stimmt maßgeblich die erzielbare Leistungsfähigkeit der gesamten An-
triebsregelung. Die Anforderungen an die Dynamik und Genauigkeit ei-
nes geschlossenen Stromregelkreises sind insbesondere bei Transversal-
flussmaschinen sehr hoch, um einen hochdynamischen Betrieb mit gerin-
ger Drehmomentwelligkeit erzielen zu können.
Die Eingrößen-Stromregelstrecke weist durch das elektromagnetische
Verhalten der Maschine periodische Störgrößen und Parameterverläufe
auf. Hieraus resultieren bei mangelhafter Kompensation dieser peri-
odischen Signale Harmonische der Synchronfrequenz im Strangstrom.
Um die gewünschte Genauigkeit der Stromregelung zu erzielen, muss
das nichtlineare Verhalten der Maschine in der Regelung berücksichtigt
werden.
Inhalt dieser Arbeit ist die Herleitung eines dynamischen Modells der
Transversalflussmaschine, welches die Dynamik des Strangsstromes für
die Synchronfrequenz sowie ihre Harmonischen beschreibt. Es wird eine
Transformation der Modellgleichungen vorgestellt, welche die Darstel-
lung des eingeschwungenen Zustands des Wechselstromes einschließlich
seiner Harmonischen durch Gleichgrößen ermöglicht. Die spektrale Be-
schreibung der Stromdynamik erlaubt die analytische Auslegung einer
spektralen Zustandsregelung für Transversalflussmaschinen. Diese wird
in Kombination mit einem multiresonanten Regler in einer Modellfolge-
regelung eingesetzt. Die Identifikation der Streckenparameter wird eben-
so wie die Regelung experimentell erprobt. Es werden sowohl permanen-
terregte Transversalflussmaschinen wie auch Transversalflussreluktanz-
maschinen beschrieben.
XV
Abstract
In modern applications the phase current control loop represents the in-
ner loop of a drive control system for electrical machines. It largely de-
termines the achievable performance of the entire drive cascade. The dy-
namics and accuracy requirements of a closed loop phase current control
system are very high, particularly for transverse flux machines, in order
to achieve a highly dynamic operation with low torque ripple.
The SISO plant of the phase current control loop shows periodic distur-
bances and parameters due to the electromagnetic behavior of the machi-
ne. This results in harmonics of the synchronous frequency in the phase
current for an inadequate compensation of these periodic signals. In or-
der to achieve the desired accuracy of the phase current control loop, the
nonlinear behavior of the machine must be considered in the controller
design.
This work presents the derivation of a dynamic model of the trans-
verse flux machine, which describes the dynamics of the synchronous
frequency and its harmonics. A model transformation is introduced
in order to describe the steady-state of the alternating phase current
including its harmonics by a set of DC signals. The spectral descrip-
tion of the phase current dynamics allows the analytical derivation of
a spectral state-feedback controller for transverse flux machines. This
state-feedback controller is combined with a multi-resonant controller
in a model-tracking control scheme. The identification procedure of the
system parameters, and the control scheme are tested and validated
experimentally. This work describes both permanent magnet excited
transverse flux machines and transverse flux reluctance machines.
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11 Einleitung
Der zunehmende Einsatz von elektrischen Antrieben und Generatoren
in Industrie und Mobilität ist getrieben durch den Bedarf an effizien-
ten, emissionsarmen und dynamisch einstellbaren Maschinenlösungen.
Dies zeigt sich beispielsweise durch die stetig wachsende Elektrifizierung
der Antriebstränge von Kraftfahrzeugen. Neben dem Ziel der Reduk-
tion von Abgasemission soll Energie mit höchster Effizienz umgewan-
delt werden, was durch den hohen Wirkungsgrad elektrischer Maschi-
nen erreicht werden kann. Im Zuge der Optimierung von elektrischen
Antriebssträngen hinsichtlich einer Steigerung der Effizienz wird zuneh-
mend der Einsatz elektrischer Antriebe ohne Getriebe angestrebt [10, 34,
50]. Bei diesen Lösungen mit Direktantrieb wird die Effizienz des An-
triebsstranges nicht durch Getriebeverluste reduziert, wodurch der Ge-
samtwirkungsgrad steigt [51]. Der Einsatz von Direktantrieben führt zu-
sätzlich zu reduzierten Betriebskosten, da Wartungsarbeiten am Getriebe
des Antriebsstranges entfallen. Ein Direktantrieb muss das für die An-
wendung notwendige hohe Drehmoment ohne Übersetzung bereitstellen
können.
Ziel ist die Konstruktion eines Antriebes mit höchstem Verhältnis von
Drehmoment zu Masse und Volumen1. Verbreitet ist der Einsatz von
permanenterregten Synchronmaschinen als Direktantrieb. Sie bieten
hohes Optimierungspotenzial bei der Auslegung als Direktantrieb [20]
und weisen unter den klassischen Drehfeldmaschinen höchste Wir-
kungsgrade auf. Eine höhere Drehmomentdichte wird bei einer Trans-
versalflussmaschine (TFM) erreicht [44]. Im Gegensatz zu klassischen
Drehfeldmaschinen mit Longitudinalfluss liegen hier die Wirkflächen
von Statorwicklung und magnetischer Flussführung nicht in der glei-
chen Ebene. Die Polteilung kann daher bei diesen Maschinen sehr
1Drehmomentdichte/Energiedichte
2 1 Einleitung
klein ausgeführt werden [46]. Es können hochpolige Antriebe mit ho-
hem Drehmoment auf kleinem Bauvolumen realisiert werden. TFM
ohne Einsatz von Permanentmagnetmaterial weisen ebenfalls höhere
Drehmomentdichten als geschaltete Reluktanzantriebe und Synchronre-
luktanzantriebe auf [1]. Sie können in Anwendungen eingesetzt werden,
wenn der Einsatz von Permanentmagnetmaterial z.B. aus Kostengründen
unerwünscht ist [6].
Obwohl das Transversalflussprinzip seit mehr als einem Jahrhundert be-
kannt ist [29], werden TFM bisher nur in Kleinserien industriell gefertigt
und in wenigen Spezialanwendungen eingesetzt. Neben einer großen
Vielfalt an Konstruktionstopologien mit häufig komplexer Fertigung der
Magnetkreise sind insbesondere hohe Normalkraft- und Drehmoment-
schwankungen beim Betrieb mit sinusförmigen Strömen [51] Gründe
für die geringe Verbreitung. Gehäuse- und Antriebsstrangschwingungen
werden durch diese Schwankungen angeregt und führen u.a. zu star-
ken Betriebsgeräuschen. Während die Minimierung der lastabhängigen
Normalkraft- und Drehmomentschwankung durch die Maschinenkon-
struktion seit vielen Jahren im Fokus der Forschung liegt [2, 15, 20, 50],
wird vermehrt auch die Reduktion von Drehmomentpendelungen
durch spezielle Stromformen untersucht [36, 38, 50, 51]. Die prinzipielle
Wirksamkeit dieses Ansatzes wurde bereits durch unabhängige For-
schungsergebnisse nachgewiesen [34, 50]. Folglich ist die Präzision und
Dynamik einer Stromregelung für TFM maßgeblich mitverantwortlich
für die Qualität der Minimierung von Drehmomentschwankungen.
Die Anforderungen an eine Stromregelung für TFM unterscheiden sich
erheblich von den Anforderungen für klassische Drehfeldmaschinen. Der
dreiphasigen Konstruktion der Drehfeldmaschine steht ein einphasiger
Aufbau der TFM gegenüber. Es muss ein einphasiger Synchronbetrieb
bei variabler Frequenz realisiert werden. Insbesondere der Phasenwinkel
zwischen Strangstrom und induzierter Strangspannung muss für einen
Betrieb mit minimierter Blindleistung durch die Stromregelung präzise
eingestellt werden. Aus dem nichtlinearen magnetischen Verhalten der
Maschine, wie auch aus der geforderten Präzision der speziellen Strom-
formen, ergeben sich weitere Anforderungen.
3Durch das nichtlineare, periodische Verhalten der TFM werden beim Be-
trieb zusätzlich zur Synchronfrequenz weitere harmonische Frequenzen
induziert [36, 50]. Diese sind über die Synchronfrequenz an die Drehzahl
der Maschine gekoppelt. Bei steigender Drehzahl werden die Frequen-
zen dieser Harmonischen erhöht und übersteigen die Bandbreite der Stör-
unterdrückung von klassischen Stromregelverfahren. Folglich entstehen
Stromharmonische, die Drehmomentschwankungen hervorrufen. Die be-
schränkte Bandbreite des Führungsverhaltens von klassischen Verfahren
ist gleichermaßen nicht ausreichend, um die speziellen Stromformen über
den gesamten Betriebsbereich stationär genau einzuprägen. Folglich kön-
nen die Drehmomentschwankungen speziell bei hohen Drehzahlen nicht
unterdrückt werden.
Die Stromregelung als innerster Regelkreis der Kaskade eines elektri-
schen Antriebsregelsystems bestimmt maßgeblich die erzielbare Dy-
namik und Präzision der überlagerten Reglerkaskaden [11]. Dies gilt
insbesondere bei den hohen Anforderungen an die Stromregelung einer
TFM zur Erzeugung eines Drehmoments mit geringer Welligkeit.
In der vorliegenden Arbeit wird ein Stromregelverfahren für TFM vor-
gestellt, welches die Anforderungen an Präzision und Dynamik bei der
Reglerauslegung berücksichtigt. In Kapitel 2 werden der Stand der For-
schung und Technik zur Regelung von TFM vorgestellt und die zugrunde
liegenden dynamischen Modelle sowie Reglerstrukturen betrachtet. Ein
dynamisches Modell mit konzentrierten Parametern zur Beschreibung
des dynamischen Verhaltens von TFM wird in Kapitel 3 hergeleitet. Das
resultierende Modell bildet die Ausbreitung der Synchronfrequenz sowie
ihrer Harmonischen ab. Eine Modelltransformation erlaubt die Darstel-
lung des dynamischen Verhaltens durch ein Zustandsraummodell. Die-
ses bildet die Grundlage zur Auslegung einer modellbasierten Vorsteue-
rung in Kapitel 4. Die Kombination mit einem multiresonanten Regler er-
gibt die Struktur einer Modellfolgeregelung zur Stromregelung von TFM.
Die Identifikation der notwendigen Modellparameter wird in Kapitel 5
beschrieben. In Kapitel 6 werden die experimentellen Ergebnisse der Pa-
rameteridentifikation und die Leistungsfähigkeit der Stromregelung vor-
gestellt. Eine Zusammenfassung schließt die Arbeit in Kapitel 7 ab.
4 1 Einleitung
Im Rahmen dieser Arbeit sind die Veröffentlichungen [52–57] erschie-
nen. Der Bericht [59] wird in der betreuten studentischen Arbeit [58] als
Grundlage referenziert und ist dieser angehängt.
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In den folgenden Abschnitten werden Grundlagen zum Aufbau von
TFM beschrieben sowie Ansätze zur Modellierung und Regelung dieser
Maschinentypen aufgeführt. Inhalte aktueller Publikationen werden zur
Darstellung des Stands der Forschung und Technik hinsichtlich der Mo-
dellierung des dynamischen Verhaltens von TFM sowie deren Regelung
vorgestellt.
2.1 Konstruktionsmerkmale von
Transversalflussmaschinen
Die konstruktiven Merkmale eines Magnetkreises mit transversaler
Flussführung werden in einem Vergleich mit einem Magnetkreis einer
klassischen Drehfeldmaschine mit Longitudinalfluss, einer permanent-
erregten Synchronmaschine, deutlich [16, 46]. Abbildung 2.1 zeigt einen
abgewickelten Teil des Magnetkreises einer permanenterregten Syn-
chronmaschine. Die elektrische Erregung ist als einsträngige Statorwick-
lung dargestellt.
Abb. 2.1: Magnetkreisskizze einer Longitudinalflussmaschine nach [46]
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Die Ersatzdurchflutung ΘP wird durch die Flachmagnete auf dem Rotor
erzeugt. Eine Vortriebskraft entsteht durch die Wechselwirkung zwischen
der magnetischen Flussdichte BS , hervorgerufen durch die elektrische
Erregung ΘS , und der Permanenterregung. Eine Optimierung des Mag-
netkreises hinsichtlich der resultierenden Kraftdichte ist durch eine Re-
duktion der Polteilung τ möglich [46]. Grundlegende Annahme für die-
sen Optimierungsansatz ist eine konstante magnetische Flussdichte BS .
Die Verkopplung von Polteilung und der Sättigungstendenz des flussfüh-
renden Eisens durch die reduzierte Fläche beschränkt das Optimierungs-
potenzial dieser Magnetkreisanordnung hinsichtlich der resultierenden
Kraftdichte [16].
Im Gegensatz zur Flussführung parallel zur Bewegungsrichtung bei Lon-
gitudinalflussmaschinen in Abbildung 2.1 wird der magnetische Fluss
durch die Anordnung des Magnetkreises nach dem Transversalflussprin-
zip orthogonal zur Bewegungsrichtung geführt [48, 49]. Die alternative
Magnetkreisanordnung ermöglicht eine Reduktion der Polteilung ohne
die gleichzeitige Verringerung der flussführenden Fläche. Die Annahme
einer konstanten magnetischen Flussdichte BS ist über einen weiteren
Optimierungshorizont gültig. Ein Magnetkreis mit transversaler Fluss-
führung nach [46] ist in Abbildung 2.2 dargestellt.
Abb. 2.2: Magnetkreisskizze einer Transversalflussmaschine in Flach-
magnetanordnung nach [46]
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Bei dieser Flachmagnetanordnung trägt jeder zweite Magnet entlang
der Bewegungsrichtung aktiv zur Kraftbildung bei, da im Zwischen-
raum der Statorzähne keine Kraft erzeugt wird. Der Zwischenraum
dient der Reduktion von statorseitigen Streufeldkomponenten [46]. Die
Optimierungsgrenze der Reduktion der Polteilung ergibt sich aus dem
steigenden Einfluss der Randeffekte.
Eine Variation der Permanentmagnetanordnung ermöglicht eine weitere
Steigerung der Kraftdichte. Bei der in Abbildung 2.3 dargestellten Samm-
leranordnung können die in gegensinniger Polarität angeordneten Per-
manentmagnete eine Erregerflussdichte oberhalb ihrer Remanenzfluss-
dichte erzeugen [46]. Das ferromagnetische Material zwischen den Per-
manentmagneten verkürzt weiterhin die effektive mittlere Feldlinienlän-
ge, wodurch die magnetische Flussdichte BS durch eine geringere elek-
trische Erregung ΘS erzeugt werden kann [16].
Abb. 2.3: Magnetkreisskizze einer Transversalflussmaschine in Sammler-
anordnung nach [2]
Eine Transversalflussreluktanzmaschine (TFRM), eine Maschinenkon-
struktion ohne Permanentmagnete, wird realisiert, wenn die Permanent-
magnete einer Sammleranordnung durch nicht-magnetisches Material
ersetzt werden. Reluktanzkräfte wirken auf die ausgeprägten magne-
tischen Pole des Rotors aus ferromagnetischem Material und erzeugen
den Vortrieb. Kruse [20] beschreibt Entwurfsverfahren für TFRM.
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Ein wesentlicher Unterschied zwischen dem Magnetkreis einer TFM und
einer klassischen Drehfeldmaschine ist die elektrische Erregung durch
eine unverkettete Wechselstromwicklung gegenüber einer verketteten
Drehstromwicklung. Sind bei einem Antrieb aus mehreren TFM die
Stränge elektrisch wie auch magnetisch entkoppelt, ist es notwendig
jeden Strang als einzelne Regelstrecke zu betrachten.
Für permanenterregte TFM (PMTFM) und TFRM sind vielfache Magnet-
kreisstrukturen bekannt. Eine geeignete Modellstruktur ermöglicht die
Darstellung der wesentlichen Dynamik des elektromagnetischen Verhal-
tens einer Vielzahl dieser Konstruktionen. Eine solche Modellstruktur
wird in Kapitel 3 hergeleitet. Der folgende Abschnitt beinhaltet eine
Auswahl an Modellen des dynamischen Verhaltens von TFM.
2.2 Modellierung von Transversalflussmaschinen
Das Modell des dynamischen Verhaltens einer Regelstrecke ist Grundla-
ge zur Simulation und zur Auslegung des geschlossenen Regelkreises.
Die Regelstrecke eines elektrischen Antriebs kann in aufeinander folgen-
de Teilstrecken aufgeteilt werden [21]. Die erste Teilstrecke bildet die Dy-
namik des Strangstromes ab. Sie ist abhängig von der Eingangsgröße, der
Strangspannung, sowie der elektrischen Kreisfrequenz und der elektri-
schen Rotorlage. Das aus dem Strangstrom resultierende Drehmoment
ist Eingangsgröße der mechanischen Teilstrecke, welches die Beschleuni-
gungsvörgange des Antriebes beschreibt.
Je nach Anwendung werden eine oder mehrere Ausgangsgrößen der
Strecke als Regelgrößen des Systems verwendet. Im Betrieb einer Dreh-
momentsteuerung wird ausschließlich die Teilstrecke des Strangstromes
im geschlossenen Regelkreis betrieben. Eine Drehzahl- oder Positionsre-
gelung erfordert weitere Reglerkaskaden. Die Dynamik und Präzision
der Stromregelung ist in dieser mehrschleifigen Regelung maßgeblich
für die erzielbare Regelgüte der vollständigen Regelung [11]. Die Güte
des Stromdynamikmodells ist folglich entscheidend für die Auslegung
der Stromregelung wie auch für die präzise Abbildung der Regelgüte
eines geschlossenen Stromregelkreises durch Simulation.
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Die Dynamik des Strangstromes iS einer TFM ist eine Eingrößen-
Regelstrecke. Die Dynamik ergibt sich aus dem elektrischen Ersatz-
schaltbild des Stranges nach Abbildung 2.4. Sie ist bestimmt durch die
Eingangsspannung uS , die zeitliche Änderung des verketteten Flusses
ΨS und den ohmschen Spannungsabfall am Strangwiderstand RS .
Abb. 2.4: Elektrisches Ersatzschaltbild eines Strangs
Zur Beschreibung des Kommutierungsvorganges einer PMTFM verwen-
det Jiang [16] die zeitliche Änderung des verketteten Flusses durch die
zeitliche Änderung des Strangstromes in einer konstanten Strangindukti-
vität und eine stückweise konstante, translatorisch bzw. rotatorisch indu-
zierte Spannung ui. Diese Abbildung ist nicht hinreichend für eine prä-
zise Beschreibung des dynamischen Verhaltens, da sowohl die Variati-
on der Stranginduktivität als auch die Variation der permanenterregten
Anteile des verketteten Flusses über einer elektrischen Periode nicht be-
rücksichtigt werden. Ebenfalls vernachlässigt werden belastungsabhän-
gige Sättigungseffekte.
Eine höhere Modellgenauigkeit wird durch die Berücksichtigung der
Lage- und Lastabhängigkeit des verketteten Flusses erreicht. Dies wird
in einer Vielzahl an Publikationen durch Kennfelder realisiert. Die
Kennfelder werden durch numerische Finite-Elemente (FE) Berech-
nungen [5, 10, 18, 26, 42] oder durch analytische Berechnungsmetho-
den [36, 37, 50] erstellt. Die Gyrator-Kapazitäts-Modelle beschrieben
durch Gärtner [12, 13] zählen ebenfalls zu den analytischen Modellie-
rungsmethoden.
Die Vielzahl dieser Modelle kann zwei Kategorien bezüglich des System-
zustands zugeordnet werden. Die Zustandsgröße der ersten Kategorie ist
der Strangstrom iS [5,18,36,50], die der zweiten Kategorie ist der verket-
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tete Fluss ΨS [10, 26, 42]. Gärtner [12] analysiert die Vor- und Nachteile
dieser kennfeldbasierten Modelle hinsichtlich einer Simulation des dyna-
mischen Verhaltens. Die Bewertung der Modellstrukturen wird mit Fokus
auf FE-Kennfelder und ihrer Nachbearbeitung (Invertierung, Differenzie-
rung) durchgeführt.
Hinsichtlich der analytischen Auslegung einer Stromregelung sind die
Modelle der ersten Kategorie zu bevorzugen, da diese explizit das dy-
namische Verhalten des Strangstromes durch die Stromdifferentialglei-
chung mathematisch beschreiben. Die Verwendung von Kennfeldern zur
Parametrierung eines Stromreglers ist aufgrund des großen Speicherbe-
darfs zur Einbindung der Kennfelder in den Stromregler unpraktikabel.
Weiterhin ist die Kenntnis des exakten Aufbaus des Antriebs bei der Be-
rechnung der Kennfelder vorausgesetzt.
Ein dynamisches Modell mit einer beschränkten Anzahl an konzentrier-
ten Parametern kann gleichermaßen die Lage- und Stromabhängigkeit
des verketteten Flusses abbilden. Schüttler [36] beschreibt ein solches Mo-
dell, welches durch analytische Rechnung parametriert wird. Die Lageab-
hängigkeiten der Stranginduktivität und der permanenterregten Anteile
des verketteten Flusses sind implizit in der Struktur des Modells berück-
sichtigt. Die lastabhängige Eisensättigung kann durch Kennlinien berück-
sichtigt werden.
Ein Vergleich der beschriebenen dynamischen Modelle mit der Darstel-
lung des dynamischen Verhaltens von Drehfeldmaschinen in Raumzei-
gerdarstellung [19] verdeutlicht, dass die Abbildung des stationären Be-
triebs bei konstanter Frequenz und konstanter Synchronanregung eine
nicht-stationäre Modellanregung der TFM Modelle darstellt. Der System-
zustand ändert sich mit der Synchronfrequenz. Ein Äquivalent zur Dar-
stellung des stationären Betriebs durch Gleichgrößen in Feldkoordinaten
bei Asynchronmaschinen [3] bzw. in Rotorkoordinaten bei permanenter-
regten Synchronmaschinen [30] ist in den beschriebenen Modellen nicht
vorhanden.
Eine Darstellung von zwei- oder dreisträngigen PMTFM durch ein Raum-
zeigermodell einer permanenterregten Synchronmaschine in Rotorkoor-
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dinaten ist durch die magnetische und elektrische Entkopplung der Ein-
zelstränge physikalisch nicht begründet. Blissenbach [5] beschreibt für ei-
ne dreisträngige PMTFM, dass deren dynamisches Verhalten durch drei
Einzelstrangmodelle präziser abgebildet wird, als durch ein dynamisches
Modell einer permanenterregten Synchronmaschine in Rotorkoordina-
ten.
Für TFRM existieren ebenfalls kennlinien- bzw. kennfeldbasierte Einzel-
strangmodelle nach Abbildung 2.4. Der Systemzustand der dynamischen
Modelle für das Verhalten der TFRM ist in [8,20,34] der Strangstrom iS .
Die detaillierten Modelle bilden das dynamische Verhalten des Strangstro-
mes in hinreichender Genauigkeit ab. Das dynamische Verhalten der
Synchronfrequenz und ihrer Harmonischen ist jedoch durch die verbrei-
tet eingesetzten, winkelabhängigen Kennlinien nicht ersichtlich. Eine
Reglerauslegung unter Berücksichtigung der Stromharmonischen wird
hierdurch verhindert.
2.3 Regelung von Transversalflussmaschinen
Die Aufgabe eines Stromreglers für TFM ist das Einprägen von synchro-
nen Stromformen zur Erzeugung von Drehmoment bei rotierenden TFM
bzw. Vortriebskraft bei translatorischen TFM durch einen schaltenden
Wechselrichter. Trotz der unterschiedlichen Stromformen für PMTFM
und TFRM lassen sich vergleichbare Regelziele definieren. Von hoher
Bedeutung ist die Unterdrückung einer Phasenverschiebung zwischen
Sollwert- und Istwertverlauf des Strangstromes. Wird eine Phasenver-
schiebung nicht unterdrückt, sinkt das resultierende Antriebsmoment
bei steigender Blindleistung des Antriebs. Die Unterdrückung der Pha-
senverschiebung muss für den gesamten Frequenzbereich des Antriebs
gewährleistet sein, da die Ströme winkelsynchron eingeprägt werden
müssen. Weiterhin müssen die Störeinflüsse der rotatorisch induzier-
ten Spannung stationär genau kompensiert werden, um den Verlauf
des Sollwertes präzise einprägen zu können. Dies betrifft nicht nur
die Störspannungskomponente der Synchronfrequenz, sondern auch
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Störspannungskomponenten bei Harmonischen der Synchronfrequenz,
welche durch das nichtlineare elektromagnetische Verhalten entstehen.
Schaltende Regler, wie der hysteresebehaftete Zwei-Punkt-Regler oder
der Drei-Punkt-Regler, sind nichtlineare Regler, die durch ihre einfa-
che Struktur mit sehr geringem Implementierungsaufwand umgesetzt
werden können. Abhängig vom Regelfehler nimmt die Stellgröße beim
Zwei-Punkt-Regler ihren maximalen oder minimalen Wert an. Das
Hystereseband um den Nullpunkt des Regelfehlers verhindert eine
hohe Schaltfrequenz bei Regelfehlern um den Wert Null. Der Drei-
Punkt-Regler kann neben maximaler und minimaler Stellgröße auch
die Stellgröße Null ausgeben. Diese schaltenden Regler weisen nicht zu
vernachlässigende Nachteile auf. Schaltvorgänge werden nur ausgelöst,
wenn die Regelabweichung oberhalb eines gewissen Betrags liegt. Folg-
lich kann ein solcher Regelkreis mit proportionalem Streckenverhalten
nie stationäre Genauigkeit garantieren, sondern im besten Fall Grenz-
zyklen um den Sollwert aufweisen. Weiterhin sind bei zeitdiskret im-
plementierten schaltenden Reglern hohe Abtastraten notwendig, da die
Schaltfrequenz stets unterhalb der Abtastfrequenz liegt. Die resultierende
variable, betriebspunktabängige Schaltfrequenz ist hinsichtlich der Aus-
legung des Wechselrichters nachteilig, da der Wechselrichter thermisch
auf die maximale Schaltfrequenz ausgelegt werden muss. Der Einsatz ei-
nes hysteresebehafteten Zwei-Punkt-Reglers wird durch Blissenbach [5]
für PMTFM und für TFRM durch Degèle [8] und Pfeiffer [34] beschrie-
ben. Gärtner [12] beschreibt den Einsatz eines Drei-Punkt-Reglers zur
Regelung eines modellbasierten Drehmomentsignals.
Eine konstante Schaltfrequenz wird bei Wechselrichtern mit fester Puls-
periode erzielt. Über den Modulationsgrad der Pulsweitenmodulation
können Spannungswerte zwischen maximaler und minimaler Stellgröße
an die Strecke angelegt werden. Eine Änderung des Modulationsgrads
kann nur zu spezifischen Zeitpunkten während der Pulsperiode durchge-
führt werden. Zeitdiskrete Regelalgorithmen werden zur Stromregelung
eingesetzt.
Schuller [38] setzt eine zeitdiskrete Zustandsregelung in Kombination
mit einem zeitdiskreten PI-Regler zur Stromregelung ein. Die Ergebnisse
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zeigen eine Phasenverschiebung zwischen dem Soll- und Istwert des
Strangstromes, da weder die implementierte Zustandsregelung noch der
überlagerte PI-Regler stationäre Genauigkeit bei Frequenzen ungleich
Null erzielen können. Durch den Einsatz von Kennlinien zur Vorsteue-
rung der induzierten Spannung [36, 50] kann die Störunterdrückung
erheblich verbessert und die Phasenverschiebung zwischen Soll- und
Istwert reduziert werden. Eine stationäre Genauigkeit wird durch die
Abweichungen zwischen Kennlinien und realem System nicht erreicht.
Auch betriebsbedingte Parametervariationen bleiben unberücksichtigt.
Ein proportional-resonanter Regler wird in [45] für die Stromregelung bei
einer konstanten Kreisfrequenz beschrieben. Die dargestellte Simulation
zeigt eine hohe Dynamik und stationäre Genauigkeit des Regelkreises. In
Simulation wird von einer konstanten Induktivität und einem cosinusför-
migen permanenterregten verketteten Fluss ausgegangen. Die Leistungs-
fähigkeit der vorgestellten Regelung für einen realen Antrieb muss durch
die Anwesenheit der Variationen von Induktivität und permanenterreg-
tem verketteten Fluss bei variabler Kreisfrequenz weiter untersucht wer-
den. Insbesondere die notwendige Störunterdrückung für Harmonische
der Synchronfrequenz wird durch die proportional-resonante Regelung
nicht ausreichend gewährleistet sein.
Eine Regelung mit festem Regeltakt erlaubt die Ansteuerung der TFM mit
konstanter Pulsfrequenz und folglich eine optimierte thermische Ausle-
gung des Wechselrichters. Die vorgestellten Regelungen berücksichtigen
die Dynamik der TFM nur in Teilaspekten und vernachlässigen vielfach
die Signalform der Führungsgröße.
Um eine analytische Auslegung unter Berücksichtigung der Stromhar-
monischen zu ermöglichen, ist ein geeignetes Modell notwendig, welches
explizit ihre Dynamik abbildet. Gleichzeitig muss auch die Signalform
der Führungsgröße in die Reglerauslegung einfließen.
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Dieses Kapitel beinhaltet die Modellierung des dynamischen Verhaltens
von Transversalflussmaschinen. Das Modell beschreibt die Dynamik des
Strangstromes für die Synchronfrequenz1 sowie für ihre Harmonischen.
Zur Abbildung des dynamischen Verhaltens werden in der Literatur, wie
zuvor in Abschnitt 2.2 beschrieben, verbreitet Modelle eingesetzt, welche
winkelabhängige Kennlinien zur Beschreibung des verketteten magne-
tischen Statorflusses verwenden. Die Kennlinien sind vielfach Ergebnis
von FE Berechnungen der Maschinen [5,10,18,26,42]. Ansätze zur analy-
tischen Berechnung dieser Kennlinien sind in [12,36,41,50] beschrieben.
Die folgende Modellierung nach [52, 54, 57] ermöglicht die Beschreibung
des Verhaltens durch eine beschränkte Anzahl von konzentrierten Mo-
dellparametern. Die systeminhärente Winkelabhängigkeit wird unmittel-
bar durch die Modellstruktur berücksichtigt und muss nicht durch auf-
wendig zu ermittelnde Kennlinien beschrieben werden.
3.1 Magnetisches Verhalten eines Polpaares
Grundlage der Modellierung ist die Beschreibung des magnetischen Flus-
ses im Eisenkreis von TFM. Die Betrachtung des Eisenkreises kann unter
der Annahme identischen Aufbaus der Polpaare auf ein Polpaar reduziert
werden. In Abbildung 3.1 sind ein Polpaar einer PMTFM (a) und ein Pol-
paar einer TFRM (b) mit ihren prinzipiellen Merkmalen skizziert. Diese
Merkmale sind zum Einen ausgeprägte magnetische Pole auf Statorseite
(A, B) und Rotorseite (C, D bei TFRM bzw. N , S bei PMTFM) und zum
Anderen ein symmetrischer Luftspalt. Der exakte geometrische Aufbau
wird vernachlässigt.
1Die Synchronfrequenz wird auch als Grundfrequenz bezeichnet.
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Abb. 3.1: Prinzipskizze eines Polpaares: PMTFM [52] (a) und TFRM [54]
(b)
Aus der Prinzipskizze werden magnetische Ersatzschaltbilder abgelei-
tet. Hierzu wird den ausgeprägten Polen auf Stator und Rotor jeweils
ein magnetisches Potential zugewiesen. Die Kopplungspfade zwischen
den Potentialen werden durch magnetische Leitwerte Gi modelliert. Die
Ersatzschaltbilder sind in Abbildung 3.2 dargestellt. Das gleiche Ersatz-
schaltbild wurde für PMTFM bereits in [36, 44, 50] verwendet.
Abb. 3.2: Magnetisches Ersatzschaltbild: PMTFM [52] (a) und TFRM [54]
(b)
Im Folgenden wird angenommen, dass die magnetischen Leitwerte von
Stator und Rotor unabhängig von der Lage des Rotors sind. Das Stator-
eisen wird für PMTFM und TFRM durch den Leitwert GS modelliert.
Die elektrische Erregung durch den Strangstrom entspricht der Durch-
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flutungsquelle ΘS . Im Fall der PMTFM wird der Rotor durch die Perma-
nenterregung als konstante Durchflutungsquelle ΘP und den Leitwert
GP repräsentiert. Der passive Rotor der TFRM wird durch einen Leitwert
GR modelliert.
Die Kopplung zwischen Stator und Rotor über den Luftspalt wird über
rotorlageabhängige Leitwerte G1(ε) und G2(ε) modelliert. Es genügt die
Definition dieser zwei lageabhängigen Leitwerte, da durch den symme-
trischen Aufbau des Luftspalts der Kopplungspfad A ↔ (C,N) dem
Pfad B ↔ (D,S) und der Pfad A ↔ (D,S) dem Pfad B ↔ (C,N) ent-
spricht. Die Leitwertverläufe weisen einen periodischen Verlauf mit der
Periodizität 2pi, entsprechend zwei Polteilungen τ , auf. Durch die Sym-
metrie des Luftspalts entspricht der Verlauf von G2(ε) dem Verlauf von
G1(ε) mit einer Phasenverschiebung von pi. Dieser Sachverhalt wird an-
schaulich bei einer Verschiebung der Rotorlage um pi, entsprechend einer
Polteilung τ . Aus Abbildung 3.2 wird deutlich, dass hierdurch die La-
ge der Rotorpotentiale gegenüber den Statorpotentialen vertauscht wird
und dementsprechend die LeitwerteG1(ε) undG2(ε) gleichermaßen ver-
tauscht sind.
Für die Leitwerte wird eine gerade unendliche Fourierreihe nach Glei-
chung (3.1) angesetzt. Vergleichbare Ansätze zur Modellierung der Va-
riation des effektiven Luftspaltes bei Drehfeldmaschinen sind in [31, 32]
beschrieben.
G1(ε) = G2(ε+ pi) =
∞∑
µ=−∞
G|µ|ejµε = 2
∞∑
µ=0
G|µ| cos (µε) (3.1)
Eine kompakte mathematische Darstellung der Kopplung über den Luft-
spalt wird im Folgenden hergeleitet. Sie ist unabhängig von Stator und
Rotor und gilt somit für PMTFM und TFRM. Sie beinhaltet die Lageab-
hängigkeit des Eisenkreises vollständig.
3.1.1 Luftspaltkopplung
Die Lage des Rotors ist maßgeblich für die magnetische Kopplung zwi-
schen Stator- und Rotorpolen über den Luftspalt. Eine kompakte Darstel-
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lung der Luftspalteigenschaften wird durch eine Betrachtung der Luft-
spaltübertragung als magnetischer Vierpol ermöglicht. Aus dem magne-
tischen Ersatzschaltbild nach Abbildung 3.2 wird die Luftspaltübertra-
gung durch die Leitwerte G1(ε) und G2(ε) separat, ohne Stator- und Ro-
tormodelle, betrachtet. Das vereinfachte Ersatzschaltbild ist in Abbildung
3.3 dargestellt.
Abb. 3.3: Magnetisches Ersatzschaltbild der Luftspaltübertragung [52]
Statorseitig werden die Durchflutung Θ1 und der magnetische Fluss Φ1,
rotorseitig die Durchflutung Θ2 und der magnetische Fluss Φ2 definiert.
Der magnetische Fluss wird abhängig von der Durchflutung vektoriell
durch Gleichung (3.2) beschrieben.(
Φ1
Φ2
)
=
1
2
[
G1(ε) +G2(ε) G2(ε)−G1(ε)
G2(ε)−G1(ε) G1(ε) +G2(ε)
](
Θ1
Θ2
)
(3.2)
Die symmetrische Leitwertmatrix enthält die Summe der LeitwerteG0(ε)
sowie deren DifferenzGd(ε), jeweils um den Faktor 12 gestaucht. Aus die-
ser Definition resultiert die äquivalente Darstellung als magnetisches Er-
satzschaltbild in Abbildung 3.3.(
Φ1
Φ2
)
=
[
G0(ε) Gd(ε)
Gd(ε) G0(ε)
](
Θ1
Θ2
)
(3.3)
G0(ε) wird als Eigenleitwert des Luftspaltes definiert. Der magnetische
Fluss durch diesen Leitwert dringt aus dem Stator bzw. dem Rotor in den
Luftspalt ein, koppelt jedoch nicht auf die gegenüberliegende Seite. Der
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Leitwert G0(ε) kann auch als rotorlageabhängiger Streupfad interpretiert
werden. Die magnetische Kopplung des Luftspaltes zwischen Stator und
Rotor wird durch Gd(ε) vollständig beschrieben. Gd(ε) repräsentiert den
effektiven Kopplungsleitwert des Luftspaltes.
Die Leitwerte G0(ε) und Gd(ε) werden durch Fourierreihen beschrieben.
Es ergeben sich die Gleichungen (3.4) und (3.5) aus der Definition von
G1(ε) und G2(ε) in Gleichung (3.1).
G0(ε) =
1
2 (G1(ε) +G2(ε)) =
1
2
∞∑
µ=−∞
G|µ|ejµε(1 + ejµpi) (3.4)
Gd(ε) = − 12 (G1(ε)−G2(ε)) = − 12
∞∑
µ=−∞
G|µ|ejµε(1− ejµpi) (3.5)
Die lageunabhängige Exponentialfunktion nimmt für gerade Indizes den
Wert 1 und für ungerade Indizes den Wert −1 an. Der geklammerte Aus-
druck der Reihe in Gleichung (3.4) ergibt für gerade Indizes den Wert
2. Leitwertkoeffizienten mit ungeradem Index werden durch den ver-
schwindenden Klammerausdruck ausgeblendet. In Gleichung (3.5) ver-
schwinden die Leitwertkoeffizienten mit geradem Index. Der Klammer-
ausdruck ergibt den Wert 2 für ungerade Indizes. Es resultieren die Glei-
chungen (3.6) und (3.7).
G0(ε) =
∞∑
γ=−∞
G|2γ|ej2γε
= 2
∞∑
γ=0
G|2γ| cos (2γε)
(3.6)
Gd(ε) = −
∞∑
γ=−∞
G|2γ+1|ej(2γ+1)ε
= −2
∞∑
γ=0
G|2γ+1| cos ((2γ + 1) ε)
(3.7)
Die Exponentialfunktion des Eigenleitwerts G0(ε) enthält ausschließ-
lich gerade Vielfache der Rotorlage, die des Kopplungsleitwerts Gd(ε)
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ausschließlich ungerade Vielfache. Diese kompakte Darstellung des
Luftspaltverhaltens vereinfacht die Beschreibung des magnetischen
Verhaltens eines vollständigen Magnetkreises für PMTFM und TFRM.
3.1.2 Permanenterregte Transversalflussmaschine
Das Verhalten der PMTFM ist charaktetrisiert durch die magnetischen
Flüsse ΦS durch das Statoreisen und ΦP durch die Permanentmagne-
te. Diese bestimmen sich aus der elektrisch erregten Durchflutung ΘS ,
der permanenterregten Durchflutung ΘP , sowie den rotorlageabhängi-
gen Luftspalteigenschaften.
Das in Unterabschnitt 3.1.1 beschriebene äquivalente magnetische Ersatz-
schaltbild aus Abbildung 3.3 wird in das magnetische Ersatzschaltbild
des gesamten Magnetkreises aus Abbildung 3.2 (a) eingefügt. Die Durch-
flutungsquellen ΘS und ΘP werden durch äquivalente magnetische
Flussquellen ersetzt, um eine Knotenpotentialanalyse zu ermöglichen.
Die Knotenpotentialanalyse zur Bestimmung der resultierenden magneti-
schen Potentiale Θ1 und Θ2 ermöglicht die Berechnung der magnetischen
Flüsse ΦS und ΦP . Konstante rotorlageunabhängige Streupfade auf Sta-
tor und Rotor werden durch die Leitwerte GσS und GσP berücksichtigt.
Abb. 3.4: Magnetisches Ersatzschaltbild einer PMTFM [52]
[
GS +GσS +G0(ε) Gd(ε)
Gd(ε) GP +GσP +G0(ε)
](
Θ1
Θ2
)
=
(
GSΘS
GPΘP
)
(3.8)
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(
ΦS
ΦP
)
=
[
GS 0
0 GP
](
Θ1
Θ2
)
(3.9)
Zur Bestimmung der magnetischen Flüsse ist die Inversion der Leitwert-
matrix in Gleichung (3.8) notwendig. Jeder Eintrag der resultierenden in-
versen Matrix wird mit dem Kehrwert der Determinanten der ursprüng-
lichen Leitwertmatrix G−2N (ε) (3.10) multipliziert. Die Determinante ent-
hält ein Produkt zweier Fourierreihen mit geraden Vielfachen der Rotor-
lage, Produkte von Fourierreihen mit geraden Vielfachen der Rotorlage
mit Konstanten, sowie ein Produkt zweier Fourierreihen mit ungeraden
Vielfachen der Rotorlage. Die Lösungen dieser Produkte können als Fou-
rierreihen mit geraden Vielfachen der Rotorlage beschrieben werden, wo-
durch auch die Determinante selbst, wie auch ihr Kehrwert, durch eine
Fourierreihe mit ausschließlich geraden Vielfachen der Rotorlage darge-
stellt werden können.
G−2N (ε) =
1
(GS+GσS+G0(ε))(GP+GσP+G0(ε))−G2d(ε)
=
∞∑
γ=0
G−2N,2γ cos (2γε)
(3.10)
Aus den Gleichungen (3.8) und (3.9) ergibt sich Gleichung (3.11) für den
magnetischen Fluss durch das Statoreisen.
ΦS = G
−2
N (ε)G
2
S (GP +GσP +G0(ε)) ΘS
−G−2N (ε)GS GP Gd(ε) ΘP
(3.11)
Der magnetische Fluss durch die Permanentmagnete ist durch Gleichung
(3.12) beschrieben.
ΦP = G
−2
N (ε)G
2
P (GS +GσS +G0(ε)) ΘP
−G−2N (ε)GS GP Gd(ε) ΘS
(3.12)
Die effektiven Leitwerte werden erneut als Fourierreihen dargestellt. Eine
Analyse der Gleichungen (3.11) und (3.12) ergibt, dass die effektiven Ei-
genleitwerte (3.13) und (3.14) ausschließlich Produkte enthalten, welche
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durch Fourrierreihen mit geraden Vielfachen der Rotorlage beschrieben
werden können und der effektive Kopplungsleitwert (3.15) in einer Fou-
rierreihe mit ungeraden Vielfachen der Rotorlage resultiert.
GS,Eff(ε) = G
−2
N (ε)G
2
S (GP +GσP +G0(ε))
=
∞∑
γ=0
GS,Eff,2γ cos (2γε)
(3.13)
GP,Eff(ε) = G
−2
N (ε)G
2
P (GS +GσS +G0(ε))
=
∞∑
γ=0
GP,Eff,2γ cos (2γε)
(3.14)
GC,Eff(ε) = G
−2
N (ε)GS GP Gd(ε)
=
∞∑
γ=0
GC,Eff,(2γ+1) cos ((2γ + 1) ε)
(3.15)
Diese kompakte Darstellung der effektiven Leitwerte ermöglicht eine
übersichtliche vektorielle Darstellung des magnetischen Verhaltens der
PMTFM.(
ΦS
ΦP
)
=
[
GS,Eff(ε) −GC,Eff(ε)
−GC,Eff(ε) GP,Eff(ε)
](
ΘS
ΘP
)
(3.16)
3.1.3 Transversalflussreluktanzmaschine
Die magnetische Charakteristik der TFRM wird durch den magnetischen
Fluss durch das Statoreisen ΦS beschrieben. Dieser von der elektrisch er-
regten Durchflutung ΘS hervorgerufene Fluss ist durch die Rotorlageab-
hängigkeit des Luftspaltes ebenfalls lageabhängig. Da bei TFRM keine
rotorseitige Erregung existiert, ist die explizite Beschreibung des magne-
tischen Flusses durch das Rotoreisen nicht notwendig.
Das vollständige magnetische Ersatzschaltbild des Magnetkreises einer
TFRM aus Abbildung 3.2 (b) wird durch das äquivalente magnetische
Ersatzschaltbild aus Abbildung 3.3 vereinfacht.
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Abb. 3.5: Magnetisches Ersatzschaltbild einer TFRM [54]
Wie in Unterabschnitt 3.1.2 wird die Durchflutungsquelle ΘS durch eine
äquivalente magnetische Flussquelle ersetzt. Auf der Statorseite werden
konstante rotorlageunabhängige Streupfade durch den LeitwertGσS mo-
delliert. Die Berücksichtigung von konstanten rotorseitigen Streupfaden
ist nicht notwendig, da keine rotorseitige Erregung vorhanden ist.
Mittels Knotenpotentialanalyse resultiert die Matrixgleichung (3.17).
Gleichung (3.18) beschreibt den magnetischen Fluss durch das Statorei-
sen in Abhängigkeit vom magnetischen Potential Θ1.[
GS +GσS +G0(ε) Gd(ε)
Gd(ε) GR +G0(ε)
](
Θ1
Θ2
)
=
(
GSΘS
0
)
(3.17)
ΦS = GS Θ1 (3.18)
Die notwendigen Umformungen zur Bestimmung von ΦS in Abhängig-
keit von der elektrisch erregten Durchflutung ΘS ergeben sich analog zur
Berechnung der magnetischen Flüsse in Unterabschnitt 3.1.2. Der effekti-
ve Eigenleitwert ist gegeben durch Gleichung (3.19). G−2N,R(ε) beschreibt
den Kehrwert der Determinanten der ursprünglichen Leitwertmatrix für
TFRM. Der Kehrwert besitzt die gleichen Eigenschaften wie G−2N (ε).
GS,Eff(ε) = G
−2
N,R(ε)G
2
S (GR +G0(ε))
=
∞∑
γ=0
GS,Eff,2γ cos (2γε)
(3.19)
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Der magnetische Fluss durch das Statoreisen einer TFRM ergibt sich zu
Gleichung (3.20). In dieser Darstellung ist die Rückwirkung des Rotors
auf den Statorfluss implizit enthalten.
ΦS = GS,Eff(ε) ΘS (3.20)
Ein Vergleich der Modelle des magnetischen Verhaltens für PMTFM in
Gleichung (3.16) und TFRM in Gleichung (3.20) zeigt, dass das Modell
der TFRM ein Spezialfall des Modells der PMTFM ist2. In den folgen-
den Abschnitten wird die Drehmomentbildung und Stromdynamik für
das allgemeine Modell der PMTFM beschrieben. Die resultierenden Glei-
chungen behandeln ebenfalls die TFRM als Spezialfall.
Ausschließlich die mathematische Beschreibung der TFRM ist als Spezial-
fall der PMTFM zu betrachten, da die Drehmomentbildung und Stromdy-
namik durch die gleiche Modellstruktur wiedergegeben werden können.
Die Betriebsweisen dieser Maschinentypen unterscheiden sich erheblich.
Dies resultiert in unterschiedlichen Sollwertverläufen für den geregelten
Betrieb.
Eine modellbasierte Stromregelung kann auf Basis des Modells der
PMTFM allgemein für PMTFM und TFRM hergeleitet werden.
3.2 Drehmomentbildung
Die Beschreibung des Drehmoments bei gegebener Rotorlage und gege-
benem Strangstrom ist ein elementarer Bestandteil eines vollständigen
Modells einer elektrischen Maschine. Diese Beziehung wird im Folgen-
den anhand des magnetischen Modells der PMTFM nach Gleichung
(3.16) hergeleitet. Ansatz zur Berechnung des Drehmoments ist die mag-
netische Energie3, die in den Quellen des Eisenkreises (ΘS , ΘP ) wirksam
2Es gilt für TFRM: ΘP = 0, GP = GR, GσP = 0,
3Bei Berücksichtigung von Eisensättigung muss die magnetische Koenergie verwendet
werden.
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ist. Diese magnetische Energie wird durch Gleichung (3.21) beschrieben.
WMag =
1
2 [ΘS ΦS + ΘP ΦP ]
= 12GS,Eff(ε) Θ
2
S −GC,Eff(ε) ΘP ΘS + 12GP,Eff(ε) Θ2P
(3.21)
Die Formel zur Berechnung des Drehmoments ergibt sich aus der um-
gesetzten Energiemenge dW für eine infinitesimale Winkeländerung dε.
dW = mdε → dW
dε
= m (3.22)
Die Änderung der in Gleichung (3.21) beschriebenen magnetischen Ener-
gie über der Rotorlage ergibt das auf den Rotor wirksame Drehmoment
m. Aus Gleichung (3.23) ist ersichtlich, dass neben dem elektromotori-
schen Moment, welches aus der Wechselwirkung zwischen elektrischer
Erregung und Permanenterregung resultiert, auch das Reluktanzmo-
ment sowie das Rastmoment beschrieben werden. Für den Spezialfall
der TFRM existiert ausschließlich das Reluktanzmoment.
m =
dWMag
dε
=
1
2
dGS,Eff(ε)
dε
Θ2S︸ ︷︷ ︸
Reluktanzmoment
− dGC,Eff(ε)
dε
ΘP ΘS︸ ︷︷ ︸
elektromotorisches Moment
+
1
2
dGP,Eff(ε)
dε
Θ2P︸ ︷︷ ︸
Rastmoment
(3.23)
Während das Rastmoment durch die konstante Permanentanregung stets
den gleichen periodischen Verlauf aufweist, wird das Reluktanzmoment
über das Quadrat der elektrischen Erregung skaliert. Der Reluktanzmo-
mentverlauf und insbesondere dessen Wirkrichtung ist durch die Ände-
rung des statorseitigen effektiven Eigenleitwertes festgelegt. Bei der Be-
rechnung der Betriebsweise der Maschine muss sowohl das elektromo-
torische Moment als auch das Reluktanzmoment berücksichtigt werden,
um eine geringe Welligkeit des Antriebsmoments zu erzielen.
Im Folgenden wird das Rastmoment als unbekannte, periodische Stör-
größe betrachtet, da es nicht durch die elektrische Erregung beeinflusst
werden kann. Das Rastmoment trägt daher nicht aktiv zur Drehmo-
3.3 Stromdynamik 25
mentbildung bei, sondern erzeugt Drehzahlschwankungen, welche
aktiv durch geeignete Kompensation mittels der elektrischen Erregung
minimiert werden können.
3.3 Stromdynamik
Die elektrische Erregung der TFM wird durch die statorseitige Ringspule
in den Eisenkreis eingebracht. Jeder Strang der TFM wird an einem
spannungseinprägenden Pulswechselrichter betrieben. Zur Drehmo-
mentsteuerung der Maschine werden Sollwerte bzw. Sollverläufe des
Strangstromes an eine Stromregelung übergeben, welche diese zur elek-
trischen Erregung des Eisenkreises einprägt. Es ist notwendig, dass
die Sollwerte bzw. Sollverläufe präzise in Amplitude und Phasenlage
eingeprägt werden, um dem Solldrehmomentverlauf exakt folgen zu
können. Durch die korrekte Phasenlage des Strangstromes zur indu-
zierten Spannung wird auch der Blindleistungsbedarf der Maschine
minimiert.
Zur Auslegung einer Stromregelung wird in den folgenden Abschnitten
eine Beschreibung der Dynamik des Strangstromes iS in Abhängigkeit
der Strangspannung uS , der aktuellen elektrischen Rotorlage ε sowie der
elektrischen Kreisfrequenz ω vorgestellt. Ein Eingrößen-Modell wird aus
dem magnetischen Modell des Eisenkreises hergeleitet.
3.3.1 Eingrößen-Modell
Die Stromdynamik ergibt sich aus der Spannungsgleichung des Maschi-
nenstrangs. Die Strangspannung uS besteht aus dem Spannungsabfall
über dem Strangwiderstand RS und der induzierten Spannung. Diese er-
gibt sich aus der zeitlichen Änderung des verketteten magnetischen Flus-
ses ΨS .
uS = RS iS +
dΨS
dt
(3.24)
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Die Windungszahl N beschreibt den Zusammenhang von Strangstrom
und elektrischer Erregung sowie von verkettetem Fluss und magneti-
schem Fluss. Die Windungszahl erlaubt die Definition von Induktivitäts-
koeffizienten und Koeffizienten zur Beschreibung des permanenterregten
verketteten Flusses.
ΘS = N iS ,
ΨS = N ΦS ,
LSi = N
2GS,Eff,i,
ΨPj = N GC,Eff,j ΘP
(3.25)
Der verkettete Fluss (3.26) lässt sich somit durch die Gleichung (3.27) aus-
drücken.
ΨS = N ΦS
= N ΘS
∞∑
γ=0
GS,Eff,2γ cos (2γε)
−N ΘP
∞∑
γ=0
GC,Eff,(2γ+1) cos ((2γ + 1) ε)
(3.26)
ΨS = iS LS(ε) + ΨP (ε)
= iS
∞∑
γ=0
LS(2γ) cos (2γε)−
∞∑
γ=0
ΨP (2γ+1) cos ((2γ + 1) ε)
(3.27)
Bei der Berechnung der zeitlichen Änderung des verketteten Flusses
wird die zeitliche Änderung des Strangstromes diS/dt sowie die zeit-
liche Änderung der elektrischen Rotorlage dε/dt = ω berücksichtigt.
Die Modellparameter seien zeitlich invariant. Dies ist gerechtfertigt un-
ter der Annahme, dass mögliche Parameteränderungen, hervorgerufen
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z.B. durch Eisensättigung, vernachlässigbar klein sind. Es ergibt sich
Gleichung (3.28).
dΨS
dt = LS(ε)
diS
dt + iS ω
dLS(ε)
dε + ω
dΨP (ε)
dε
= diSdt
∞∑
γ=0
LS(2γ) cos (2γε)
−iS ω
∞∑
γ=0
(2γ)LS(2γ) sin (2γε)
+ω
∞∑
γ=0
(2γ + 1) ΨP (2γ+1) sin ((2γ + 1) ε)
(3.28)
Mit (3.24) und (3.28) ergibt sich die Differentialgleichung des Strangstro-
mes entsprechend der Spannungsgleichung (3.29). Sie beschreibt die Dy-
namik des Stromes in Abhängigkeit von Strangstrom, Strangspannung,
Kreisfrequenz und Rotorlage.
uS = RS iS + LS(ε)
diS
dt + iS ω
dLS(ε)
dε + ω
dΨP (ε)
dε
= RS iS +
diS
dt
∞∑
γ=0
LS(2γ) cos (2γε)
−iS ω
∞∑
γ=0
(2γ)LS(2γ) sin (2γε)
+ω
∞∑
γ=0
(2γ + 1) ΨP (2γ+1) sin ((2γ + 1) ε)
(3.29)
Abb. 3.6: Eingrößen-Modell der Stromdynamik einer TFM
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Der Signalflussplan der Stromdynamik ist in Abbildung 3.6 dargstellt.
Das nichtlineare dynamische Verhalten des Strangstromes wird durch
diese Darstellung abgebildet. Synchron zur elektrischen Kreisfrequenz
und folglich zur Lage ε sind periodische Parametersignale im Vorwärts-
zweig sowie im Rückkopplungszweig zu finden, wodurch die direkte
Ableitung eines Regelgesetzes nicht ersichtlich ist. Es handelt es sich bei
den Sollwerten bzw. Sollverläufen einer Stromregelung nicht um kon-
stante oder stückweise konstante Signale, sondern um winkelsynchrone
Signale, was die Auslegung einer Regelung auf Basis dieses Eingrößen-
Modells zusätzlich erschwert.
In Unterabschnitt 3.3.2 wird ein Mehrgrößen-Modell aus dem Eingrößen-
Modell der Stromdynamik abgeleitet.
Modell nach Schüttler
Das in Unterabschnitt 3.3.1 beschriebene Modell gleicht in Teilen der Mo-
dellstruktur dem von Schüttler hergeleiteten Modell [36]. Auf Basis des
magnetischen Ersatzschaltbildes wurde in [36] zur Beschreibung der Leit-
werte ebenfalls ein Fourieransatz gewählt. Eine analytische Näherung
der Luftspaltleitwerte des Eisenkreises wurde errechnet, um die Span-
nungsgleichung zur Beschreibung der Stromdynamik zu lösen. Eine Sät-
tigungsannahme für das Statoreisen wurde berücksichtigt.
Zur Beschreibung der durch Permanenterregung induzierten Spannung4
ergeben sich die gleichen Frequenzkomponenten wie im Eingrößen-
Modell nach Unterabschnitt 3.3.1 als ungerade Vielfache der Synchron-
frequenz. Die Stranginduktivität5 wird hingegen mit Fourierkoeffizienten
für gerade wie ungerade Vielfache der Rotorlage beschrieben, was im
Eingrößen-Modell nach Unterabschnitt 3.3.1 nicht abgebildet ist. Dies ist
auf die Berücksichtigung der Statorsättigung in [36] zurückzuführen.
Die ungeraden Fourierkoeffizienten der Stranginduktivität bilden ab,
dass der effektive statorseitige Eigenleitwert bei einer Verschiebung
der Rotorlage um pi entsprechend einer Polteilung τ nicht identisch ist.
4in [36] als Gegenspannung uP bezeichnet
5in [36] als Ankerinduktivität La bezeichnet
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Dies resultiert aus der additiven Überlagerung eines elektrisch erregten
Anteils und eines permanenterregten Anteils im Statorfluss. Bei einer
Verschiebung um pi kehrt sich das Vorzeichen des permanenterregten
Anteils um, was den Arbeitspunkt des Statoreisens ändert. Die ungera-
den Fourierkoeffizienten der Stranginduktivität sind somit physikalisch
begründet.
Bei dem Betrieb der Maschine ändert sich jedoch auch das Vorzeichen des
elektrisch erregten Flussanteils, da ein winkelsynchroner Strangstrom
eingeprägt wird. Wird dieser Fall betrachtet, ergibt sich der gleiche
Arbeitspunkt im Statoreisen, wodurch die ungeraden Koeffizienten ef-
fektiv vernachlässigt werden können. Dies zeigt sich ebenfalls durch
zum Strangstrom punktsymmetrische Kennlinien für alle ungeraden
Fourierkoeffizienten in [36, S. 50]. Der Effekt dieser punktsymmetrischen
Kennlinien kann bei einer synchronen Anregung wiederum durch gera-
de Fourierkoeffizienten beschrieben werden, was im Eingrößen-Modell
nach Unterabschnitt 3.3.1 abgebildet ist. Die Bezugsgröße von sätti-
gungsbedingten Parametervarationen ist für dieses Eingrößen-Modell
die Stromamplitude der Synchronanregung.
Für TFRM ist die Entstehung von ungeraden Fourierkoeffizienten im In-
duktivitätsverlauf durch die Betriebsweise mit der doppelten Synchron-
frequenz6 möglich. Es wird vereinfachend angenommen, dass die Ein-
flüsse vernachlässigbar sind, um die Auslegung einer Stromregelung für
PMTFM und TFRM auf Basis der gleichen Modellstruktur zu ermögli-
chen.
3.3.2 Mehrgrößen-Modell
Für elektrische Drehfeldmaschinen wie Synchron- oder Asynchronma-
schinen ist es durch die Raumzeigerdarstellung möglich, Wechselgrößen
mit geeigneten Koordinatentransformationen durch Gleichgrößen zu be-
schreiben [3,19,21]. Diese Modellierung erlaubt die direkte Ableitung von
Regelgesetzen zur Stromregelung. Für einphasige Maschinen oder poly-
6Für TFRM wird wie für PMTFM die Synchronfrequenz gleich der Polpaarfrequenz defi-
niert.
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phasige Spezialantriebe ist die Raumzeigerdarstellung jedoch nicht prak-
tikabel.
Im Folgenden wird das Eingrößen-Modell aus Unterabschnitt 3.3.1 nach
[57] transformiert, um eine vergleichbare Darstellung der einphasigen
TFM zu ermöglichen. Ziel ist die Abbildung der einphasigen Wechsel-
größen durch eine Anzahl an Gleichgrößen.
Die Systemtransformation beruht auf dem Sachverhalt, dass der
Strangstrom iS ein periodisches Signal ist, welches synchron zur Ro-
torlage ε alterniert. Die beinhalteten Frequenzanteile sind neben der
Synchronfrequenz die Harmonischen dieser Frequenz. Der Strangstrom
wird durch Gleichung (3.30) beschrieben.
iS =
∞∑
ν=0
[iν,c cos (ν ε) + iν,s sin (ν ε)] (3.30)
Die Indizes s und c beziehen sich auf die zugehörige trigonometrische
Funktion sin und cos. Der Index ν verweist auf die Frequenz der Strom-
komponenten. ν gibt die Vielfachheit der Grundfrequenz der zugehöri-
gen Stromkomponente an. Die Frequenz Null ist ebenfalls berücksich-
tigt.
Die zeitliche Änderung des Strangstromes wird in Gleichung (3.31) be-
schrieben. Neben der zeitlichen Änderung der Rotorlage εwird jede Am-
plitude der Fourierreihe als über die Zeit variant angenommen.
diS
dt =
∞∑
ν=0
[ (
diν,c
dt + ω ν iν,s
)
cos (ν ε)
+
(
diν,s
dt − ω ν iν,c
)
sin (ν ε)
] (3.31)
Die Darstellung des Strangstromes als Fourierreihe wird zur Berechnung
des verketteten Flusses herangezogen. Das Produkt der Fourierreihen in
Gleichung (3.32) führt zu einer Modulation, wodurch jede Frequenzkom-
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ponente des Strangstromes mehrere Frequenzkomponenten des verkette-
ten Flusses beeinflusst.
ΨS =
∞∑
γ=0
LS(2γ) cos (2 γ ε)
∞∑
ν=0
[iν,c cos (νε) + iν,s sin (νε)]
−
∞∑
γ=0
ΨP (2γ+1) cos ((2γ + 1) ε)
(3.32)
Dieser Sachverhalt wird durch Darstellung der Produkte der trigonome-
trischen Funktionen durch ihre trigonometrischen Identitäten [7] ersicht-
lich. Gleichung (3.33) zeigt, dass die Stromkomponente der Kreisfrequenz
ν ω durch die Induktivitätsverteilung LS(ε) auf die Komponenten des
verketteten Flusses der Kreisfrequenz (2γ ± ν) ω abgebildet wird.
ΨS =
∞∑
γ=0
∞∑
ν=0
[
LS(2γ)
2
[
iν,c cos ((2γ + ν) ε) + iν,c cos ((2γ − ν) ε)
+iν,s sin ((2γ + ν) ε)− iν,s sin ((2γ − ν) ε)
]]
−
∞∑
γ=0
ΨP (2γ+1) cos ((2γ + 1) ε)
(3.33)
Die induzierte Spannung wird durch die zeitliche Änderung des verket-
teten Flusses bestimmt. Das Ergebnis der Differentiation ist in Gleichung
(3.34) dargestellt. Eine übersichtliche Darstellung wird durch eine Fakto-
risierung auf trigonometrische Funktionen gleichen Arguments erreicht.
dΨS
dt = ω
∞∑
γ=0
(2γ + 1)ΨP (2γ+1) sin ((2γ + 1) ε)
+
∞∑
γ=0
∞∑
ν=0
LS(2γ)
2
[
cos ((2γ + ν) ε)
[
diν,c
dt + ω iν,s (2γ + ν)
]
+ cos ((2γ − ν) ε)
[
diν,c
dt − ω iν,s (2γ − ν)
]
+ sin ((2γ + ν) ε)
[
diν,s
dt − ω iν,c (2γ + ν)
]
+ sin ((2γ − ν) ε)
[
−diν,sdt − ω iν,c (2γ − ν)
] ]
(3.34)
Wird der ohmsche Spannungsabfall ebenfalls durch die Fourierreihen-
darstellung des Strangstromes angegeben, enthält die rechte Seite der
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Spannungsgleichung (3.29) ausschließlich Fourierreihen der Periodizität
ε. Folglich wird auch die Strangspannung als eine Fourierreihe der Pe-
riodizität ε ausgedrückt. Die Differentialgleichung des Strangstromes in
Fourierreihendarstellung ist in Gleichung (3.35) dargstellt.
∞∑
κ=0
[uκ,c cos (κ ε) + uκ,s sin (κ ε)] =
RS
∞∑
ν=0
[iν,c cos (ν ε) + iν,s sin (ν ε)]
+ω
∞∑
γ=0
(2γ + 1)ΨP (2γ+1) sin ((2γ + 1) ε)
+
∞∑
γ=0
∞∑
ν=0
LS(2γ)
2
[
cos ((2γ + ν) ε)
[
diν,c
dt + ω iν,s (2γ + ν)
]
+ cos ((2γ − ν) ε)
[
diν,c
dt − ω iν,s (2γ − ν)
]
+ sin ((2γ + ν) ε)
[
diν,s
dt − ω iν,c (2γ + ν)
]
+ sin ((2γ − ν) ε)
[
−diν,sdt − ω iν,c (2γ − ν)
] ]
(3.35)
Die rechte Seite der Gleichung (3.35) wird in geeigneter Weise umge-
formt, um die Basisfunktionen der rechten Seite an die Basisfunktionen
der Fourierreihendarstellung der Strangspannung anzupassen. Es wer-
den die Fourierkoeffizienten Cκ und Sκ definiert (3.36).
∞∑
κ=0
[uκ,c cos (κ ε) + uκ,s sin (κ ε)] =
∞∑
κ=0
[Cκ cos (κ ε) + Sκ sin (κ ε)] (3.36)
Die Fourierkoeffizienten Cκ und Sκ sind unabhängig von der Rotorlage
ε und beinhalten die Strangstromkomponenten, deren zeitliche Ableitun-
gen, die Kreisfrequenz ω sowie Modellparameter. Die Rechenvorschriften
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zur Bestimmung von Cκ und Sκ sind in den Gleichungen (3.37) und (3.38)
angegeben.
Cκ =
∞∑
γ=0
∞∑
ν=0

RS iν,c + LS0
[
diν,c
dt + ω iν,s κ
]
, κ = ν, γ = 0
LS(2γ)
2
[
diν,c
dt + ω iν,s κ
]
, κ = 2γ + ν
LS(2γ)
2
[
diν,c
dt − ω iν,s κ
]
, κ = |2γ − ν|
0, sonst
(3.37)
Sκ =
∞∑
γ=0
{
ω κΨPκ, κ = 2γ + 1
0, sonst
+
∞∑
γ=0
∞∑
ν=0

RS iν,s + LS0
[
diν,s
dt − ω iν,c κ
]
, κ = ν, γ = 0
LS(2γ)
2
[
diν,s
dt − ω iν,c κ
]
, κ = 2γ + ν
LS(2γ)
2
[
−diν,sdt − ω iν,c κ
]
, κ = 2γ − ν
LS(2γ)
2
[
diν,s
dt − ω iν,c κ
]
, −κ = 2γ − ν
0, sonst
(3.38)
Da die trigonometrischen Funktionen eine Orthogonalbasis darstellen [7],
sind die Fourierreihen dieser Basis eindeutig. Aus dieser Eindeutigkeit
folgt, dass die Spannungsgleichung in Fourierreihendarstellung durch
ein Gleichungssystem ausgedrückt werden kann.
Eine endliche Anzahl an Gleichungen ergibt sich, wenn die einzelnen
Fourierreihen in Gleichung (3.35) endlich sind. Dies wird durch eine
Beschränkung der Anzahl der Stromharmonischen auf νmax, der Span-
nungsharmonischen auf κmax und die Anzahl der berücksichtigten
Parameter auf γmax erreicht. Aus Gleichung (3.39) ergeben sich 2κmax + 1
Gleichungen.
u = [u0 u1,c u1,s u2,c u2,s . . . uκmax,c uκmax,s ]
T
= [C0 C1 S1 C2 S2 . . . Cκmax Sκmax ]T
(3.39)
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Vernachlässigt werden die Frequenzkomponenten (2γ + ν) > κmax. Die-
se Vernachlässigung führt zu einer Abweichung zum Eingrößen-Modell.
Das Eingrößen-Modell bildet auch die vernachlässigten Frequenzkompo-
nenten sowie auch ihre Rückwirkung auf die berücksichtigten Frequenz-
komponenten ab.
Äquivalent zur Definition des Spannungsvektors u wird der Vektor i in
Gleichung (3.40) definiert. Die Vektoren repräsentieren die spektrale Zu-
sammensetzung der Strangspannung uS und des Strangstromes iS .
i = [i0 i1,c i1,s i2,c i2,s . . . iνmax,c iνmax,s ]
T (3.40)
Die Definition dieser Vektoren ermöglicht die Matrixdarstellung der
Spannungsgleichung (3.41) aus Gleichung (3.39). Sie beschreibt die Dy-
namik der spektralen Zusammensetzung des Strangstromes abhängig
von der spektralen Zusammensetzung der Strangspannung, der Kreis-
frequenz und den Modellparametern. Diese Dynamikbeschreibung ist
unabhängig von der Rotorlage ε.
u = G
d
dt
i−
(
H
1
+ ωH
2
)
i− ωp (3.41)
Die Dimension der MatrizenG,H
1
undH
2
ist [(2κmax + 1)× (2νmax + 1)].
Sie beinhalten die Modellparameter LSi und RS . Die Anteile des perma-
nenterregten verketteten Flusses ΨPj sind im Vektor p abgebildet.
Die Anzahl der Stromharmonischen νmax wird gleich der Anzahl der
Spannungsharmonischen κmax gewählt, um quadratische Matrizen zu
erzeugen und somit eine Grundvoraussetzung für die Invertierbarkeit
der Matrix G zu erfüllen. Ist die Matrix G invertierbar, kann die zeitliche
Änderung der spektralen Zusammensetzung des Strangstromes aus
Gleichung (3.41) berechnet werden. Der skalare Strangstrom kann durch
die Ausgangsmatrix C(ε) nach Gleichung (3.30) berechnet werden. Das
Blockschaltbild ist in Abbildung 3.7 dargestellt.
Diese Darstellung kann auf die in der Literatur [23,39,43] verbreitete Zu-
standsraumdarstellung mit Dynamik- bzw. Systemmatrix A, Eingangs-
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matrix B, Ausgangsmatrix C und eine vektorielle Störung d abgebildet
werden. Es gilt für den Zustandsvektor x = i
A = G−1
(
H
1
+ ωH
2
)
, B = G−1,
C = C(ε), d = ωG−1p,
d
dtx = Ax+B u+ d
iS = C x.
(3.42)
Abb. 3.7: Zustandsraumdarstellung der Stromdynamik einer TFM
Die spektrale Darstellung nach Gleichung (3.41) erlaubt, die Frequenzan-
teile des Strangstromes iS stationär durch Gleichanteile abzubilden.
Darstellung der Grundfrequenz
Die Analogie zur Raumzeigerdarstellung der Grundfrequenz von Dreh-
feldmaschinen wird durch die Betrachtung der Grundfrequenz einer
PMTFM als einfachster Spezialfall (κmax = νmax = γmax = 1) der spek-
tralen Darstellung erreicht. Der Gleichanteil (κmax = νmax = 0) wird
vernachlässigt. Die Spannungsgleichung und die Fourierkoeffizienten C1
und S1 ergeben sich nach (3.37) und (3.38).
u1c = C1
= RS i1,c + LS0
[
di1,c
dt + ω i1,s
]
+ LS22
[
di1,c
dt − ω i1,s
] (3.43)
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u1s = S1
= RS i1,s + LS0
[
di1,s
dt − ω i1,c
]
+ LS22
[
−di1,sdt − ω i1,c
]
+ωΨP1
(3.44)
Die Matrizen nach Gleichung (3.41) ergeben sich zu (3.45). G ist invertier-
bar.
G =
[
LS0 +
LS2
2 0
0 LS0 − LS22
]
, H
1
=
[
−RS 0
0 −RS
]
,
H
2
=
[
0 −LS0 + LS22
LS0 +
LS2
2 0
]
, p =
[
0 −ΨP1
]T (3.45)
Es ergibt sich eine Struktur, die der Darstellung einer permanenterregten
Synchronmaschine in rotorfesten Koordinaten [21, 30] ähnlich ist. Das
Blockschaltbild ist in Abbildung 3.8 dargestellt.
Abb. 3.8: Blockschaltbild der Grundfrequenz einer PMTFM
Die Ströme i1,c und i1,s sind nicht mit den rotororientierten Strömen ei-
ner permanenterregten Synchronmaschine gleichzusetzen, welche zwei
physikalische Systemzustände repräsentieren. Es handelt sich bei i1,c und
i1,s um spektrale Komponenten der gleichen physikalischen Zustands-
größe.
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Diese kompakte Darstellung der einphasigen PMTFM kann zur Ausle-
gung einer Regelung verwendet werden. Da abgesehen von der Grund-
frequenz keine weiteren Frequenzen berücksichtigt werden, gilt eine ent-
sprechende Auslegung ausschließlich für diese Synchronfrequenz. Durch
das nichtlineare Verhalten der Maschine und Sollstromverläufe mit wei-
teren Frequenzanteilen werden weitere Frequenzen im Strangstrom an-
geregt, die durch andere geeignete Regelgesetze unterdrückt bzw. ein-
geprägt werden müssen. Die folgende Reglerauslegung beinhaltet daher
das vollständige Zustandsraummodell.
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4 Reglerstrukturen
Die Drehmomentsteuerung einer TFM wird durch eine Stromregelung
realisiert. Die Stromsollwertverläufe aus der Drehmomentvorgabe ent-
halten im Allgemeinen nicht nur die Grundfrequenz, wie es bei Dreh-
feldmaschinen der Fall ist, sondern auch weitere Vielfache der Grundfre-
quenz, um einen glatten Drehmomentverlauf zu erzeugen. Die Anforde-
rungen an Genauigkeit in Amplitude und Phasenlage gelten daher nicht
nur für die Grundfrequenz, sondern gleichzeitig für die Harmonischen.
Eine Stromregelung soll stationäre Genauigkeit für mehrere Frequenzen
realisieren und gleichzeitig eine hohe Dynamik bei Arbeitspunktände-
rungen vorweisen.
In den folgenden Abschnitten werden zwei Reglerstrukturen vorgestellt.
Die erste Struktur basiert auf dem in Unterabschnitt 3.3.2 hergeleiteten
Mehrgrößen-Modell, wohingegen der zweiten Struktur ein Regelfehler-
Modell des Eingrößen-Modells nach Unterabschnitt 3.3.1 zugrunde
liegt.
4.1 Spektraler Zustandsregler
Die Kenntnis des Systemzustands sowie der Eingangsgrößen erlaubt die
modellbasierte Prädiktion des zeitlichen Verhaltens des Systems durch
die Zustandsraumbeschreibung. Die Zustandsregelung sieht vor, dem
System eine zustandsabhängige Eingangsgröße aufzuprägen, um die
Systemdynamik zu stabilisieren bzw. zu formen [24, 40]. Eine Zustands-
regelung wird anhand der Zustandsraumdarstellung der spektralen
Zusammensetzung des Strangstromes nach Kapitel 3.3.2 bestimmt.
Voraussetzung einer Zustandsregelung ist die Verfügbarkeit des Zu-
standsvektors i sowie die Steuerbarkeit des Systems. Zunächst wird die
Steuerbarkeit der Zustandsraumdarstellung untersucht.
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„Ein System heißt steuerbar, wenn es zu einem beliebigen An-
fangszustand einen Verlauf der Eingangssignale gibt, die den Sys-
temzustand in endlicher Zeit zum Zustand 0 führen.“ [40, S. 36]
Die Steuerbarkeit eines Systems ist gegeben, wenn der Rang der Steuer-
barkeitsmatrix Q
S
der Systemordnung n entspricht.
Q
S
=
(
B AB A2B . . . An−1B
)
(4.1)
Entspricht der Rang der Eingangsmatrix B der Systemordnung, ist die
Steuerbarkeit eines Systems inhärent gegeben [40, S. 37]. Für die gegebe-
ne Zustandsraumdarstellung ist die Eingangsmatrix B = G−1 invertier-
bar und besitzt somit vollen Rang. Die Steuerbarkeit ist für die Zustands-
raumdarstellung nach Gleichung (3.41) gegeben.
Die Auslegung des Zustandsreglers erfolgt nach [57]. Zunächst wird die
Eigendynamik des zustandsgeregelten Systems betrachtet. Die Stellgröße
u wird so gewählt, dass die Eigendynamik des geregelten Systems der
vorgegebenen Systemmatrix A
R
entspricht.
d
dt i = G
−1
(
H
1
+ ωH
2
)
i+ ωG−1 p+G−1 u
!
= A
R
i
(4.2)
Aus Gleichung (4.2) und der Invertierbarkeit von G ergibt sich die
zustands- und kreisfrequenzabhängige Stellgröße.
u =
(
GA
R
−H
1
− ωH
2
)
i− ω p
=
(
R
1
+ ωR
2
)
i− ω p
(4.3)
Die Berücksichtigung eines Sollwertes iRef in der Stellgröße verschiebt
die stationäre Ruhelage des Systems. Eine Vorverstärkung V wird be-
rücksichtigt, um stationäre Genauigkeit zu realisieren.
u =
(
R
1
+ ωR
2
)
i− ω p+ V iRef (4.4)
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Aus der Forderung in Gleichung (4.5) wird die Vorverstärkung V berech-
net.
d
dt
i
!
= A
R
(i− iRef) (4.5)
Die vollständige Beschreibung des Zustandsreglers ist in Gleichung (4.6)
angegeben.
u = R(ω) i− ω p+ V iRef
R(ω) = R
1
+ ωR
2
R
1
= GA
R
−H
1
R
2
= −H
2
V = −GA
R
(4.6)
Der Signalflussplan des geschlossenen Systems ist in Abbildung 4.1
dargestellt. Das geregelte System folgt der Systemdynamikbeschreibung
nach Gleichung (4.5).
Abb. 4.1: Blockschaltbild des zustandsgeregelten Systems
4.1.1 Wahl der Systemordnung
Die spektrale Darstellung der Stromdynamik nach Gleichung (3.41)
eignet sich für eine Reglerauslegung im Zustandsraum. Die Ordnung
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des Zustandsraumes ergibt sich aus der Anzahl der berücksichtigten
Stromharmonischen. Diese Anzahl wird aus den Frequenzanteilen im
Sollstromverlauf vorgegeben. Da im Zustandsraum pro Frequenz zwei
Zustände berücksichtigt werden, ist eine beliebig große Anzahl aufgrund
beschränkter Rechenleistung des Regelsystems unpraktikabel. Ein Kom-
promiss zwischen Präzision der Abbildung des Sollstromverlaufes und
verfügbarer Rechenleistung ist notwendig.
Die minimale Systemordnung zur Modellierung der Synchronfrequenz
bei PMTFM ist zwei. Drei Systemzustände sind für eine minimale Dar-
stellung der TFRM notwendig. Es wird der Gleichstromanteil sowie die
doppelte Synchronfrequenz modelliert.
4.1.2 Dynamikvorgabe
Die Wahl der vorgegebenen Dynamikmatrix A
R
legt die Pole des ge-
schlossenen Kreises fest. Alle Pole des Systems werden durch die Wahl
in Gleichung (4.7) zu dem stabilen Pol −aR verschoben.
A
R
= −diag (aR) (4.7)
Die Wahl des Vielfachpoles entkoppelt die einzelnen Frequenzkompo-
nenten und führt zu gleichförmigen transienten Einschwingvorgängen
aller Frequenzen. Die Ausbildung des Drehmoments nach einer Sollwert-
änderung folgt somit gleichermaßen diesem transienten Verhalten. Die
Auslegung eines überlagerten Drehzahlregelkreises kann anhand einer
vereinfachten Approximation des geschlossenen Stromregelkreises durch
ein Verzögerungsglied erster Ordnung mit dem Streckenpol −aR erfol-
gen.
4.1.3 Modellbasierte Vorsteuerung
Die Abhängigkeit des Regelgesetzes vom Zustandsvektor i setzt die
Verfügbarkeit dieses Vektors voraus. Direkt messbar ist jedoch aus-
schließlich der skalare Strangstrom iS und nicht die Komponenten der
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spektralen Zusammensetzung i. Sie lässt sich durch nichtlineare resonan-
te Beobachterstrukturen, in [58] als harmonischer Beobachter vorgestellt,
erfassen oder durch diskrete Fourier-Transformation, beispielsweise
durch den Goertzel-Algorithmus [9], berechnen. Diese Verfahren weisen
jedoch Verzögerungszeiten durch frequenzabhängige transiente Ein-
schwingvorgänge oder durch minimale Messdauer auf. Durch diese
Verzögerung können die erfassten Zustandsvektoren nicht für eine Rege-
lung mit hoher Bandbreite eingesetzt werden. Um dennoch die Vorteile
der Zustandsraumdarstellung und Zustandsregelung auszunutzen, wird
der Zustandsvektor modellbasiert berechnet. So wird die Zustandsraum-
darstellung verwendet, um eine modellbasierte Zustandsregelung als
Vorsteuerung zu verwenden.
Die modellbasierte Berechnung des Zustandsvektors kann durch die zeit-
diskrete Lösung des Zustandsraummodells nach Gleichung (3.41) erfol-
gen. Aufgrund der hohen Systemordnung und folglich hoher benötig-
ter Rechenleistung des Regelsystems ist dieser Ansatz unpraktikabel. Des
Weiteren wurde in [58] gezeigt, dass das zeitdiskrete Zustandsraummo-
dell1 oberhalb einer Grenzkreisfrequenz2 instabil wird.
Der Rechenaufwand zur Bestimmung des Verlaufes von i wird erheb-
lich reduziert, wenn der Verlauf durch die Dynamikbeschreibung des ge-
schlossenen Systems (4.5) berechnet wird. Durch das Regelgesetz sind die
errechneten Verläufe des Systemzustands identisch, da die elektrischen
Störgrößen durch die Stellgröße kompensiert werden. Nach der zuvor
beschriebenen Wahl von A
R
kann jede Frequenzkomponente durch ein
Verzögerungsglied erster Ordnung mit dem Streckenpol −aR und einer
stationären Verstärkung von Eins berechnet werden.
Der Signalflussplan der modellbasierten Vorsteuerung ist in Abbildung
4.2 dargestellt. Die skalare Stellgröße uS wie der skalare Strangstrom
iS,Ref werden durch C(ε) berechnet. Der Strangstrom iS,Ref repräsentiert
den gewünschten Verlauf des Strangstromes iS .
Die beschriebene modellbasierte Vorsteuerung ermöglicht die Vorgabe
der Dynamik des geschlossenen Regelkreises. Neben der Stellgröße, die
1Integration approximiert durch Bilden der Untersumme [39]
2bezogen auf die Abtastrate
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für das Einprägen des gewünschten Stromverlaufes modellbasiert not-
wendig ist, resultiert auch der gewünschte Stromverlauf, einschließlich
der transienten Vorgänge bei Sollwertänderungen. Die Einbindung der
Struktur in eine Modellfolgeregelung [40] ist durch die Übergabe von
Stellgröße und Referenzverlauf an eine geschlossene Regelkreisstruktur
möglich.
Abb. 4.2: Blockschaltbild der modellbasierten Vorsteuerung
Im folgenden Abschnitt wird eine geeignete geschlossene Regelkreis-
struktur vorgestellt.
4.2 Multiresonanter Regler
Die Wahl einer Struktur zur Regelung des Strangstromes iS im geschlos-
senen Kreis erfolgt anhand des Eingrößen-Modells nach Unterabschnitt
3.3.1. Eine geeignete Struktur wurde für PMTFM in [53] aus einem Regel-
fehlermodell abgeleitet. Eine Erweiterung für TFRM wurde in [54] vorge-
stellt.
Der Messwert des Strangstromes wird, wie in Gleichung (3.30), durch
eine Fourierreihe modelliert. Diese besteht aus der Grundfrequenz und
Vielfachen der Grundfrequenz. Die Darstellung ist gültig für einen statio-
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nären Zustand in einem geschlossenen Regelkreis, in dem mindestens ein
Proportionalregler wirksam ist.
iS =
∞∑
ν=0
iSν sin (νε+ ϕν) (4.8)
Die Spannungsgleichung (3.29) wird für den stationären Zustand gelöst.
Es wird angenommen, dass die zeitliche Änderung der Frequenzamplitu-
den des Strangstromes iSν sowie deren Phasenlage ϕν vernachlässigbar
klein sind.
uS = RS
∞∑
ν=0
iSν sin (νε+ ϕν)
+ω
∞∑
ν=0
∞∑
γ=0
iSν
2 LS(2γ)(2γ + ν) cos ((2γ + ν)ε+ ϕν)
−ω
∞∑
ν=0
∞∑
γ=0
iSν
2 LS(2γ)(2γ − ν) cos ((2γ − ν)ε+ ϕν)
+ω
∞∑
γ=0
(2γ + 1)ΨP (2γ+1) sin ((2γ + 1)ε)
=
∞∑
ν=0
uSκ sin (κε+ ϕu,κ)
(4.9)
Aus Gleichung (4.9) wird deutlich, dass eine notwendige Strangspan-
nung uS zur Unterdrückung oder zur gezielten Einprägung der harmoni-
schen Stromkomponenten ebenfalls eine hohe Anzahl an Harmonischen
aufweisen muss. Dieser Sachverhalt wurde bereits im Zustandsraummo-
dell in Unterabschnitt 3.3.2 dargestellt.
Zur Realisierung eines Regelgesetzes auf Basis des gemessenen Strangstro-
mes ist eine Betrachtung des skalaren Regelfehlers eS notwendig. Im
Folgenden wird der Gleichanteil in Soll- und Istwert vernachlässigt. Es
wird angenommen, dass im geschlossenen Regelkreis zusätzlich zum
Proportionalregler ein integraler Anteil wirksam ist oder keine stationäre
Störung auftritt.
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Für einen allgemeinen Sollstromverlauf iS,Ref , der ebenfalls durch eine
Fourierreihe gleicher Periodizität ausgedrückt werden kann, gilt Glei-
chung (4.10).
eS = iS,Ref − iS =
∞∑
ν=1
eSν sin (νε+ ϕe,ν) (4.10)
Es wird eine Struktur benötigt, welche auf die Frequenzkomponenten des
Regelfehlers eSν integrierend bei der jeweiligen Frequenz wirkt. Eine ge-
eignete resonante Struktur ist in [27] für den Einsatz in AC/DC Wandlern
für konstante Frequenzen aufgeführt. Sie wurde für variante Frequenzen
bei TFM adaptiert und erweitert [53]. Die Resonatorstruktur ist in Ab-
bildung 4.33 für die Synchronfrequenz gemeinsam mit einem parallelen
Proportionalregler dargestellt.
Abb. 4.3: Frequenzvarianter proportional-resonanter Regler [53]
Das Produkt des Regelfehlers mit den trigonometrischen Funktionen
bildet Regelfehlerkomponenten gleicher Frequenz auf Gleichanteile in
den Signalen ecos und esin an den Integratoreingängen ab (vgl. Gleichung
(4.11)). Die Integratoren erzeugen aus den Regelfehlerkomponenten ste-
tig steigende Gleichanteile, welche durch die erneute Multiplikation mit
3Vereinfacht, vgl. Unterabschnitt 4.3.1
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den trigonometrischen Funktionen als Wechselgröße gleicher Frequenz
auf der skalaren Stellgröße uS wirksam werden.
ecos =
∞∑
ν=1
eSν sin (νε+ ϕe,ν) cos (ε)
= eS12 sin (ϕe,1) +
eS1
2 sin (2ε+ ϕe,1)
+
∞∑
ν=2
eSν
2 [sin ((ν − 1)ε+ ϕe,ν) + sin ((ν + 1)ε+ ϕe,ν)]
esin = −
∞∑
ν=1
eSν sin (νε+ ϕe,ν) sin (ε)
= − eS12 cos (ϕe,1) + eS12 cos (2ε+ ϕe,1)
−
∞∑
ν=2
eSν
2 [cos ((ν − 1)ε+ ϕe,ν)− cos ((ν + 1)ε+ ϕe,ν)]
(4.11)
Ein stationärer Zustand wird erreicht, wenn die Regelfehlerkomponente
der berücksichtigten Frequenz zu Null geführt ist und folglich die Fre-
quenz stationär genau eingeprägt ist. Die Struktur erreicht stationäre Ge-
nauigkeit für die Grundfrequenz. Sind Störungen oder Führungsanre-
gungen bei der Frequenz Null vorhanden, muss der Proportionalpfad als
PI-Pfad ausgeführt werden, um stationäre Genauigkeit auch für Frequenz
Null zu gewährleisten.
Um weitere Frequenzkomponenten stationär genau einprägen zu kön-
nen, wird die Struktur um weitere parallele Resonatoren erweitert. Die
Wirksamkeit von Reglern aus parallelen resonanten Strukturen wurde
bereits zur Unterdrückung von Netzharmonischen in Wechselspan-
nungssystemen beschrieben [4, 25]. Dieser Ansatz zur Unterdrückung
und gezielten Einprägung von Stromharmonischen wurde in [53] für va-
riante Frequenzen in PMTFM gezeigt. Die frequenzvariante proportional-
multiresonante Reglerstruktur ist in Abbildung 4.44 dargestellt. Aus dem
multiresonanten Verhalten des Reglers folgt stationäre Genauigkeit für
die berücksichtigten Frequenzkomponenten im stabilen geschlossenen
Kreis.
Durch das parallele Wirken auf der Stellgröße uS sind die Resonatoren
über die Regelgröße verkoppelt. Eine dynamische Auslegung führt zu
kleinen Zeitkonstanten der Integratorkomponenten der Resonatoren. Bei
4Vereinfacht, vgl. Unterabschnitt 4.3.1
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Abb. 4.4: Frequenzvarianter proportional-multiresonanter Regler [53]
sehr kleinen Zeitkonstanten kann ein Übersprechen zwischen Resonato-
ren resultieren, was zu schlecht gedämpften Einschwingvorgängen oder
auch zu Instabilität führt.
Der stabile Betrieb einer TFM durch eine multiresonante Regelung erfüllt
die gestellten Anforderungen an Genauigkeit, jedoch nicht die Anforde-
rungen an die Dynamik des geschlossenen Kreises. Der Entwurf der mul-
tiresonanten Regelung resultiert aus der Betrachtung eines stationären
Modells. Eine dynamische Auslegung des multiresonanten Reglers ver-
letzt die Annahme des stationären Arbeitspunktes. Dies ruft verkoppelte
Transiente der Stromkomponenten hervor, wie es durch das Zustands-
raummodell nach Unterabschnitt 3.3.2 beschrieben ist. Die Auslegung
des multiresonanten Reglers erfolgt empirisch.
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4.3 Multiresonante Modellfolgeregelung
Die vorgestellten Konzepte zur Regelung einer TFM weisen bedingt
durch ihre zugrundeliegenden Modelle inhärente Vor- und Nachteile
auf.
Die spektrale Zustandsregelung kann die Anforderung an die Dynamik
des geschlossenen Kreises erfüllen, jedoch durch die unzureichende
Bandbreite der Verfügbarkeit des Zustandsvektors nicht im geschlosse-
nen Kreis betrieben werden. Der Einsatz als dynamische Vorsteuerung
ist durch modellbasierte Berechnung des Zustandsvektors möglich.
Die multiresonante Regelung ist durch die stationäre Modellannahme in
der erzielbaren Dynamik beschränkt. Stationäre Genauigkeit im geschlos-
senen Kreis wird durch ihren Einsatz erreicht.
Die Kombination der vorgestellten Konzepte zu einer Modellfolgerege-
lung nach [57] vereint die Vorteile beider Ansätze, was die Nachteile der
einzelnen Reglerstrukturen ausgleicht. Die Realisierung der Modellfol-
geregelung ist durch die Verfügbarkeit des gewünschten Strangstrom-
verlaufs iS,Ref als Ausgang der modellbasierten Vorsteuerung ohne zu-
sätzlichen Rechenaufwand möglich. Der Verlauf wird als Sollwertvorga-
be an die multiresonante Regelung im geschlossenen Kreis übergeben.
Die kombinierte Struktur als multiresonante Modellfolgeregelung ist in
Abbildung 4.55 dargestellt.
Die multiresonante Modellfolgeregelung wird zeitdiskret auf einem
Regelsystem implementiert. Das Stellglied der TFM ist ein spannungs-
einprägender Pulswechselrichter. Im Folgenden werden Besonderheiten
bei der Implementierung zur Berücksichtigung der Rechenlaufzeit,
Stellgliedverzögerung und Stellgrößenbegrenzung beschrieben.
4.3.1 Implementierung
Der Betrieb einer TFM durch Einspeisung von Wechselgrößen varianter
Frequenz mittels eines zeitdiskreten Regelsystems mit konstanter Taktfre-
5Vereinfacht, vgl. Unterabschnitt 4.3.1
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quenz bedingt die Berücksichtigung von festen Laufzeiten im geschlos-
senen Regelkreis. Die dominanten Laufzeiten innerhalb des Regelkreises
sind die Rechenzeit TAbt des Regelsystems sowie die Verzögerungszeit
des Pulswechselrichters 12 TPWM. Sie wirken auf die Stellgröße des Sys-
tems uS [11, 32].
Der TFM soll eine synchrone Wechselspannung aufgeprägt werden, was
durch die Berücksichtigung der Rotorlage ε sichergestellt werden soll.
Die Stellgröße des Systems ist jedoch durch die Laufzeiten verzögert und
wird daher nicht sofort aktiv. Durch die Rotation der Maschine ist die ge-
messene und in der Regelung berücksichtigte Rotorlage ε nicht jene Ro-
torlage, zu der die Spannung aktiv an der Maschine anliegt. Eine phasen-
treue synchrone Wechselspannung wird der Maschine aufgeprägt, wenn
die Rotation der Maschine bei der Berechnung der Stellgröße berücksich-
tigt wird. Dies wird durch eine frequenzabhängige Lagekorrektur nach
Gleichung (4.12) realisiert.
ϕk = ω
(
TAbt +
1
2 TPWM
)
ε′ = ε+ ϕk
(4.12)
Der korrigierte Winkel ε′muss zur Berechnung der Stellgröße der modell-
basierten Vorsteuerung in C(ε′) sowie auch in den Resonatoren der mul-
tiresonanten Regelung berücksichtigt werden. In den Resonatoren wird
der korrigierte Winkel ausschließlich in den trigonometrischen Funktio-
nen der Ausgangsprodukte zur Berechnung der Stellgröße verwendet.
Der Regelfehler wird mit trigonometrischen Funktionen der gemessenen
Rotorlage ε multipliziert. In den vereinfachten Darstellungen in den Ab-
bildungen 4.3, 4.4 und 4.5 ist diese Winkelkorrektur vernachlässigt. Wird
eine resonante Regelung nach diesen Abbildungen zeitdiskret implemen-
tiert und die Winkelkorrektur vernachlässigt, kann ein instabiles System-
verhalten oberhalb einer Grenzfrequenz resultieren. Insbesondere bei ho-
hen Harmonischen kann der über die Ordnungszahl ν skalierte Korrek-
turwinkel ϕk große Werte annehmen, wodurch die Phasenreserve des of-
fenen Kreises bei Vernachlässigung abgesenkt wird und der geschlosse-
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ne Kreis instabil wird. Wird die Lagekorrektur berücksichtigt, kann ein
Resonator bis nahe an die Shannon-Nyquist Grenze betrieben werden.
Oberhalb muss der Resonator deaktiviert werden. Ebenso muss eine Ord-
nungsreduktion des Zustandsraumes durchgeführt werden, sobald die
höchste Stromharmonische die Shannon-Nyquist Grenze erreicht.
Weiterhin ist die Begrenzung des Stellgliedes durch die Zwischenkreis-
spannung des Pulswechselrichters zu berücksichtigen. Dies ist insbeson-
dere bei integralen Reglerstrukturen zu beachten, um einen Integrator-
überlauf6 zu vermeiden. Die der multiresonanten Regelung zur Verfü-
gung stehende Stellgröße muss auf die einzelnen parallelen Resonatoren
aufgeteilt werden. Eine Anti-Windup-Struktur muss für jeden Integrator
der Resonatoren implementiert werden.
Eine statische Aufteilung der Stellgröße ist für die Ausnutzung der ver-
fügbaren Stellgröße unpraktikabel, da der Spannungsbedarf der Reso-
natoren arbeitspunktabhängig ist. Eine dynamische, hierarchische Auf-
teilung der Stellgröße wird in [53] beschrieben. Der Spannungsbedarf
der Resonatoren wird seriell von niedrigen zu höheren Harmonischen
berechnet. Die Stellgrößenbegrenzung der einzelnen Resonatoren ergibt
sich aus der gesamt verfügbaren Stellgröße abzüglich der Stellgrößen der
zuvor berechneten Resonatoren.
Ein Erreichen der Stellgrößenbegrenzung wird bei der modellbasierten
Vorsteuerung durch zwei Ereignisse hervorgerufen. Wird der Übergang
vom Grunddrehzahlbereich in den Feldschwächbereich nicht in dem Soll-
stromvektor iRef berücksichtigt, ist der vorgegebene Arbeitspunkt nicht
physikalisch erreichbar. Die stationär geforderte Spannung ist größer als
die verfügbare Spannung. Eine arbeitspunktabhängige Anpassung von
iRef verhindert die stationäre Verletzung der Spannungsbegrenzung.
Ein dynamisches Überschreiten der Stellgrößenbegrenzung ergibt sich
durch geforderte Arbeitspunktänderungen im Spannungsgrenzbereich.
Die verfügbare Spannung ist in diesem Fall nicht ausreichend um die ge-
forderte Stromdynamik A
R
zu realisieren. Die Transiente des Strangstro-
mes weist eine von iS,Ref abweichende Dynamik auf. Sind die vorgegebe-
6Integrator-Windup
52 4 Reglerstrukturen
nen Arbeitspunkte iRef durch die verfügbare Spannung realisierbar, wer-
den diese stationär erreicht. Eine arbeitspunktabhängige Dynamikvorga-
be durch Anpassung der Dynamikmatrix A
R
ist möglich. Dies wird im
Folgenden nicht weiter verfolgt, da die Dynamik von Arbeitspunktän-
derungen im Spannungsgrenzbereich durch die Spannungsbegrenzung
physikalisch festgelegt ist. Das Folgen einer vorgegebenen Dynamik ist
in diesem Bereich von geringer Bedeutung.
Zur Berechnung einer arbeitspunktabhängigen Wahl von iRef sowie zur
Parametrierung der modellbasierten Vorsteuerung ist die Kenntnis der
Modellparameter notwendig. Die elektrischen Parameter der TFM wer-
den experimentell bestimmt. Im folgenden Kapitel wird das Verfahren
zur experimentellen Parameteridentifikation beschrieben.
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Die Berechnung der modellbasierten Vorsteuerung nach Kapitel 4.1
bedingt die Kenntnis der Modellparameter der zu betreibenden TFM.
Eine experimentelle Parameteridentifikation bietet die Möglichkeit, die
realen Betriebseigenschaften der TFM durch das Modell abzubilden und
fertigungsbedingte Abweichungen gegenüber einer Finite-Elemente-
Berechnung einzubeziehen. Identifikationsverfahren für lineare dyna-
mische Systeme, wie z.B. von Leonhard [22] beschrieben, sind durch
die Nichtlinearität des Systems nicht ohne Anpassung anwendbar. Ein
spezielles Identifikationsverfahren für TFM wird benötigt. Die Modell-
parameter des Eingrößen-Modells nach Abschnitt 3.3.1 werden anhand
der spektralen Zusammensetzung der Strangspannung uS in stationären
Arbeitspunkten berechnet.
Der stationäre Arbeitspunkt ist gegeben durch eine von Null verschie-
dene konstante Kreisfrequenz ω sowie einen Strangstrom iS , der die
Gleichung (4.8) erfüllt. Es ist notwendig, dass die Frequenzkomponen-
ten iSν und die Phasenlagen ϕν auf konstante Werte eingeschwungen
sind. Die Frequenzkomponenten der Strangspannung enthalten nach
Gleichung (4.9) die Modellparameter, die Frequenzkomponenten des
Strangstromes sowie die Kreisfrequenz. Das resultierende Gleichungs-
system zur Berechnung der Modellparameter ist für den Ansatz des
Strangstromes nach Gleichung (4.8) und der Strangspannung nach
Gleichung (4.9) überbestimmt.
Die geeignete Wahl eines Strangstromes mit einer beschränkten Anzahl
an Frequenzkomponenten vereinfacht die spektrale Darstellung der
Strangspannung. Eine stationär genaue Einprägung eines Strangssto-
mes mit definierten Frequenzkomponenten ist durch die Regelung der
TFM durch den multiresonanten Regler nach Kapitel 4.2 möglich. Der
gewählte Strangstromverlauf soll der prinzipiellen Betriebsweise der
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Maschine entsprechen, um die im Betrieb wirksamen Parameter der Ma-
schine zu identifizieren. Ein Strangstrom ist geeignet, wenn ein mittleres
Vortriebsmoment über eine elektrische Periode hervorgerufen wird.
Der Bezug zur Betriebsweise der Maschine resultiert in unterschiedlichen
Strangstromverläufen zur Identifikation der elektrischen Parameter von
PMTFM und TFRM. Die Identifikation der Maschinenparameter wird ge-
trennt für PMTFM nach [55] und TFRM nach [54] beschrieben. Die Iden-
tifikationsverfahren werden zur Bestimmung der Betriebsparameter im
Feldschwächbereich erweitert.
Die arbeitspunktabhängige Eisensättigung und die daraus folgende Va-
riation der Parameter sei für die Beschreibung des Identifikationsverfah-
rens vernachlässigt. Die Bestimmung der Maschinenparameter in unter-
schiedlichen Stromarbeitspunkten ermöglicht die Darstellung der sätti-
gungsbedingten Parametervariation.
5.1 Permanenterregte Transversalflussmaschine
Die Drehmomentgleichung (3.23) wird zur Wahl eines geeigneten
Strangstromverlaufs zur Parameteridentifikation betrachtet. Der Ein-
fluss des Rastmoments wird vernachlässigt. Durch die Definition der
Modellparameter nach Gleichung (3.25) ergibt sich die Drehmomentglei-
chung (5.1) für einen Strang.
m = 12
dLS(ε)
dε i
2
S − dΨP,Eff (ε)dε iS
= − 12 i2S
∞∑
γ=0
(2γ)LS(2γ) sin (2γε)
+iS
∞∑
γ=0
(2γ + 1) ΨP (2γ+1) sin ((2γ + 1) ε)
(5.1)
Das Reluktanzmoment wird vernachlässigt, da das elektromotorische
Moment bei PMTFM dominant wirkt. Ein synchron zur Änderung
des permanenterregten verketteten Flusses eingespeister Strangstrom
erzeugt ein pulsierendes Drehmoment mit einem mittleren Vortriebs-
moment über einer elektrische Periode. Ein Strangstromverlauf zur
5.1 Permanenterregte Transversalflussmaschine 55
Identifikation der Modellparameter einer PMTFM ist in Gleichung (5.2)
beschrieben.
iS = i1,s sin (ε) (5.2)
Die im stationären Fall induzierte Spannung ergibt sich aus der zeitlichen
Änderung des verketteten Flusses. Diese ist für den Strangstrom iS nach
Gleichung (5.2) gegeben durch Gleichung (5.3).
ΨS =
i1,s
2
∞∑
γ=0
LS(2γ) sin ((2γ + 1)ε)
− i1,s2
∞∑
γ=0
LS(2γ) sin ((2γ − 1)ε)
−
∞∑
γ=0
ΨP (2γ+1) cos ((2γ + 1)ε)
(5.3)
Die spektrale Zusammensetzung der Strangspannung ergibt sich zu Glei-
chung (5.4). Es resultieren durch die Wahl des Strangstromes ausschließ-
lich ungerade Harmonische.
uS = RS i1,s sin(ε)
+
i1,s
2 ω
∞∑
γ=0
(2γ + 1)LS(2γ) cos ((2γ + 1)ε)
− i1,s2 ω
∞∑
γ=0
(2γ − 1)LS(2γ) cos ((2γ − 1)ε)
+ω
∞∑
γ=0
(2γ + 1)ΨP (2γ+1) sin ((2γ + 1)ε)
=
∞∑
γ=0
u(2γ+1,c) cos ((2γ + 1)ε) + u(2γ+1,s) sin ((2γ + 1)ε)
(5.4)
Aus dem Vergleich der Frequenzkomponenten resultiert das Gleichungs-
system (5.5). Die Spannungskomponenten in Phase zum Strangstrom
sind dem permanenterregten verketteten Fluss und dem ohmschen
Spannungsanteil zuzuordnen. Die orthogonalen Spannungskomponen-
ten resultieren aus der Eigeninduktion.
56 5 Identifikation
Für ungerade Vielfache k der Grundfrequenz gilt:
k = 1 : u1,c = i1,s ω
(
LS0 − LS22
)
u1,s = RS i1,s + ωΨP1
k > 1 : uk,c =
ki1,s ω
2
(
LS(k−1) − LS(k+1)
)
uk,s = k ωΨPk
(5.5)
Die Anzahl der zu identifizierenden Parameter wird auf (γmax + 1) fest-
gelegt. Die Parameterverläufe sowie die Strangspannung werden durch
Gleichung (5.6) beschrieben.
LS(ε) =
γmax∑
γ=0
LS(2γ) cos (2γε)
ΨP (ε) = −
γmax∑
γ=0
ΨP (2γ+1) cos ((2γ + 1)ε)
uS =
γmax∑
γ=0
u(2γ+1,c) cos ((2γ + 1)ε)
+u(2γ+1,s) sin ((2γ + 1)ε)
(5.6)
Das Gleichungssystem (5.5) ist für eine beschränkte Anzahl an Parame-
tern eindeutig lösbar. Der nach (5.5) benötigte Induktivitätskoeffizient
LS(kmax+1) ist nicht in (5.6) enthalten und muss zu Null definiert wer-
den.
Die Parameter LSi und ΨPj werden durch Gleichung (5.7) und (5.8) be-
rechnet.
k = 2γmax + 1 : LS(k−1) =
2
k i1,s ω
uk,c
1 < k < 2γmax + 1 : LS(k−1) =
2
k i1,s ω
uk,c + LS(k+1)
k = 1 : LS(k−1) =
1
k i1,s ω
uk,c +
LS(k+1)
2
(5.7)
k = 1 : ΨPk =
1
ω (uk,s −RS i1,s)
k > 1 : ΨPk =
1
k ωuk,s
(5.8)
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5.1.1 Feldschwächbereich
Die beschriebene Parameteridentifikation erfasst den Parameterraum
im Grunddrehzahlbereich. Wird die PMTFM im Feldschwächbereich
betrieben, ist der Stromverlauf zur Änderung des permanenterregten
verketteten Flusses phasenverschoben, um die Höhe der induzierten
Spannung zu verringern. Bei gleicher Frequenz im Feldschwächbereich
kann durch die Phasenverschiebung eine größere Stromamplitude reali-
siert werden, wodurch die Abnahme des Drehmoments geringer ist, als
bei einem Stromverlauf in Phase zur Änderung des permanenterregten
verketteten Flusses.
Der Strangstrom erzeugt Anteile im magnetischen Fluss, welche dem Per-
manentfluss entgegenwirken, wodurch bei identischer Stromamplitude
eine Vielzahl an Arbeitspunkten des Magnetkreises entstehen. Die Para-
meteridentifikation für den Grunddrehzahlbereich wird angepasst, um
eine Identifikation der elektrischen Parameter im Feldschwächbereich zu
ermöglichen.
Der Strangstromverlauf enthält weiterhin nur die Grundfrequenz. Die
Amplitude des Stromverlaufs ergibt sich aus den Amplituden der trigo-
nometrischen Funktionen i1,s und i1,c. Die Phasenlage ergibt sich aus ih-
rem Verhältnis.
iS = i1,s sin (ε) + i1,c cos (ε) (5.9)
Die spektrale Zusammensetzung der Strangspannung wird, wie zuvor
für den Grunddrehzahlbereich beschrieben, aus der zeitlichen Ableitung
des verketteten Flusses für den stationären Betriebspunkt berechnet. Es
ergibt sich für ungerade Vielfache k der Grundfrequenz nach der Defi-
nition der Strangspannungskomponenten aus Gleichung (5.6) die Glei-
chung (5.10). Die spektrale Zusammensetzung der Strangspannung für
den Grunddrehzahlbereich nach Gleichung (5.6) stellt den Spezialfall für
i1,c = 0 dar.
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Die Parameter werden wie in Abschnitt 5.1 durch sukzessives Auflö-
sen der Gleichungen berechnet. Es wird der Induktivitätskoeffizient
LS(kmax+1) zu Null gewählt.
k = 1 : u1,c = RS i1,c + i1,s ω
(
LS0 − LS2
2
)
u1,s = RS i1,s + ωΨP1 − i1,c ω
(
LS0 +
LS2
2
)
k > 1 : uk,c =
k i1,s ω
2
(
LS(k−1) − LS(k+1)
)
uk,s = k ωΨPk − k i1,c ω
2
(
LS(k−1) + LS(k+1)
)
(5.10)
5.2 Transversalflussreluktanzmaschine
Ein geeigneter Strangstrom zur Identifikation der Modellparameter der
TFRM ergibt sich aus dem Reluktanzmoment (5.11). Elektromotorisches
Moment und Rastmoment entfallen, da keine Permanentmagnete im Ei-
senkreis enthalten sind.
m = 12
dLS(ε)
dε i
2
S = − 12 i2S
∞∑
γ=0
(2γ)LS,2γ sin (2γε) (5.11)
Um ein Drehmoment zu erzeugen werden Reluktanzantriebe verbreitet
durch Strompulse betrieben. Diese Anregung führt durch die große An-
zahl an Frequenzkomponenten des Stromverlaufs als Pulsfunktion nicht
zu einer vereinfachten Beschreibung der spektralen Zusammensetzung
der Strangspannung. Ein drehmomentbildender Sinusstrom nach Glei-
chung (5.12) wird der Maschine aufgeprägt. Der Betrag der Differenz
id = i0 − i2,s sei klein, wobei in dieser Arbeit gelte id > 01.
iS = i0 − i2,s sin (2ε) (5.12)
1Dieser Minimalwert des Strangstromes wird berücksichtigt, da das verwendete Stellglied
der TFRM, ein spannungseinprägender Zwei-Quadrant-Pulswechselrichter für unidi-
rektionalen Strom, nichtlineares Verhalten durch Fehlspannungseffekte nahe des Null-
stromes zeigt. Eine Kompensation verringert die Effekte, kann diese jedoch nicht voll-
ständig unterdrücken.
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Ein pulsierendes Drehmoment mit mittlerem Vortriebsmoment wird
durch den Strangstrom angeregt. Der zugehörige verkettete Fluss ist in
Gleichung (5.13) angegeben.
ΨS = i0
∞∑
γ=0
LS(2γ) cos (2γε)− i2,s2
∞∑
γ=0
LS(2γ) sin (2(γ + 1)ε)
+
i2,s
2
∞∑
γ=0
LS(2γ) sin (2(γ − 1)ε)
(5.13)
Die induzierte Spannung durch zeitliche Änderung des verketteten
Flusses zusammen mit den ohmschen Spannungsanteilen ergibt die
Strangspannung, die durch ausschließich gerade Harmonische beschrie-
ben werden kann.
uS = RS i0 −RS i2,s sin (2ε)
−ω i0
∞∑
γ=0
2γLS(2γ) sin (2γε)
−ω i2,s
∞∑
γ=0
(γ + 1)LS(2γ) cos (2(γ + 1)ε)
+ω i2,s
∞∑
γ=0
(γ − 1)LS(2γ) cos (2(γ − 1)ε)
=
∞∑
γ=0
u(2γ,c) cos (2γε) + u(2γ,s) sin (2γε)
(5.14)
Durch den gewählten Strangstrom ergeben sich Spannungsanteile in Pha-
se zum Wechselanteil des Strangstromes, welche proportional zum Mit-
telwert des Strangstromes i0 sind sowie orthogonale Spannungskompo-
nenten proportional zum Wechselanteil i2,s. Die Beschränkung auf ei-
ne endliche Anzahl an Parametern ergibt eine endliche Anzahl an Glei-
chungen zur Parameterberechnung aus den Strangspannungskomponen-
ten.
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Für gerade Vielfache k der Grundfrequenz gilt:
k = 2 : u2,c = −ω i2,s (2LS0 − LS4)
u2,s = −RS i2,s − 2ω i0 LS2
k > 2 : uk,c = −k2ω i2,s
(
LS(k−2) − LS(k+2)
)
uk,s = −k ω i0 LSk
(5.15)
5.2.1 Feldschwächbereich
Oberhalb des Grunddrehzahlbereiches kann durch die Reduktion der
induzierten Spannung mittels einer Verschiebung der Phasenlage des
Wechselanteils des Strangstromes zur Rotorlage weiterhin die volle
Stromamplitude eingeprägt werden. In diesem Feldschwächbereich
resultieren aus der veränderten Aufteilung der Stromkomponenten un-
terschiedliche Arbeitspunkte des Magnetkreises. Die Parameter sind
in diesem Arbeitsbereich von den Parametern im Grunddrehzahlbe-
reich verschieden. Eine Identifikation der elektrischen Parameter im
Feldschwächbereich der TFRM wird durch eine Modifikation der Para-
meteridentifikation ermöglicht.
Der Strangstromverlauf enthält die Komponenten i0, i2,s und i2,c.
iS = i0 − i2,s sin (2ε)− i2,c cos (2ε) (5.16)
Aus der zeitlichen Ableitung des verketteten Flusses für den stationären
Betriebspunkt wird die spektrale Zusammensetzung der Strangspan-
nung berechnet. Die Gleichung (5.17) ergibt sich für gerade Vielfache k
der Grundfrequenz nach der Definition der Strangspannungskomponen-
ten nach Gleichung (5.14). Der Spezialfall für i2,c = 0 stellt die spektrale
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Zusammensetzung der Strangspannung für den Grunddrehzahlbereich
nach Gleichung (5.15) dar.
k = 2 : u2,c = −RS i2,c − ω i2,s (2LS0 − LS4)
u2,s = −RS i2,s − 2ω i0 LS2 + ω i2,c (2LS0 + LS4)
k > 2 : uk,c = −k2ω i2,s
(
LS(k−2) − LS(k+2)
)
uk,s = −k ω i0 LSk + k2ω i2,c
(
LS(k−2) + LS(k+2)
) (5.17)
Aus dem überbestimmten Gleichungssystem werden die Modellpara-
meter mittels der Moore-Penrose Pseudoinversen [28, 33] berechnet.
Hierzu wird das Gleichungssystem in Matrixschreibweise dargestellt.
Der um die ohmschen Anteile bereinigte Spannungsvektor u˜ wird dar-
gestellt durch die nicht-quadratische Matrix Ω und den unbekannten
Parametervektor L. Ω enthält die Stromamplituden sowie konstante
Skalierungsfaktoren und die Kreisfrequenz.
u˜ = ΩL
u˜ = [(u2,c +RS i2,c) (u2,s +RS i2,s) u4,c u4,s . . . ]
T
L = [LS0 LS2 LS4 LS6 . . . ]
T
(5.18)
Ω =

−2ω i2,s 0 ω i2,s 0 0 . . .
2ω i2,c −2ω i0 ω i2,c 0 0 . . .
0 −2ω i2,s 0 2ω i2,s 0 . . .
0 2ω i2,c −4ω i0 2ω i2,c 0 . . .
0 0 −3ω i2,s 0 3ω i2,s . . .
0 0 3ω i2,c −6ω i0 3ω i2,c . . .
. . . . . . . . . . . . . . . . . .

(5.19)
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Die Matrix Ω wird nach Gleichung (5.17) konstruiert. Mit der Anwen-
dung der Pseudoinversen wird die euklidische Norm
∥∥ΩL− u˜∥∥
2
mini-
miert [7]. Dies entspricht einer Lösung der kleinsten Fehlerquadrate.
L = (ΩTΩ)−1ΩT u˜ (5.20)
5.3 Betriebsführung
Der Arbeitspunkt von TFM ist durch die anliegende Kreisfrequenz ω und
das mittlere Drehmoment, resultierend aus der synchronen Stromform,
beschrieben. Diese klassischen Größen eines Arbeitspunktes sind jedoch
nur zwei von vielen physikalischen Größen, welche den Betrieb in einem
Arbeitspunkt charakterisieren. So existieren zu einem Arbeitspunkt eine
Vielzahl an Stromformen, die das gleiche mittlere Drehmoment erzeu-
gen [56]. Um den Betriebspunkt von TFM detaillierter zu spezifizieren,
können weitere Größen, wie z.B. Strom- & Spannungsbedarf, Wirkungs-
grad und Drehmomentwelligkeit zur Betriebspunktdefinition verwendet
werden. Aus der Spezifikation eines Betriebspunktes wird die Betriebs-
führung für TFM abgeleitet. Die Betriebsführung charakterisiert die Soll-
stromverläufe abhängig vom geforderten Drehmoment bei anliegender
Kreisfrequenz. In diesem Abschnitt wird ein modellbasiertes Verfahren
zur Bestimmung der Betriebsführung vorgestellt.
Ein vielfach aufgeführter Nachteil der Transversalflussbauweise ist eine
hohe Drehmomentwelligkeit dieser Maschinen. Die Drehmomentwel-
ligkeit kann für PMTFM und TFRM durch eine geeignete Wahl der
Stromform reduziert werden. Ansätze zur Optimierung der Stromform
werden in [36, 38, 44, 50] und [52, 54, 56] beschrieben. Die modellierte
Drehmomentbeschreibung (3.23) mit experimentell identifizierten Pa-
rametern liegt der folgenden Berechnung einer Betriebsführung mit
minimaler Drehmomentwelligkeit zugrunde. Gegenüber analytischen
Modellen oder Finite-Elemente-Modellen von TFM bietet das identifi-
zierte Modell den Vorteil, dass fertigungsbedingte Abweichungen oder
auch nichtmodellierte Effekte in die identifizierten Parameter einbezogen
sind.
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Maschinen in Transversalflussbauweise werden bis auf wenige Ausnah-
men als Antriebe mit mehreren einzelnen TFM konstruiert. Die TFM
sind über die Antriebswelle miteinander gekoppelt. Eine elektrische
oder magnetische Kopplung der Maschinen existiert für die betrachteten
Maschinen nicht2. Um einen positiv definiten Verlauf der Summe der
einzelnen Drehmomente über einer elektrischen Periode zu realisieren,
ist eine minimale Anzahl an TFM-Strängen notwendig, zwei bei PMTFM,
drei bei TFRM. Die Summe der Drehmomente wird bei der Berechnung
der Betriebsführung betrachtet.
Die Betriebsführung wird durch eine Iterationsschleife berechnet. Vor
dem Beginn der Iterationsschleife wird das mittlere Summendreh-
moment mMi bei Applikation des Basisstromverlaufs Ξ(ε) mit einer
minimalen Anzahl an Frequenzkomponenten berechnet. Der Basisstrom-
verlauf für PMTFM ist in Gleichung (5.21) und für TFRM in Gleichung
(5.22) dargestellt.
Ξ(ε, iA) = iA sin (ε+ ϕ) (5.21)
Ξ(ε, iA) = iA (1− sin (2ε+ ϕ)) (5.22)
Für iA wird der Begriff Strombelastung verwendet. Die Strombelastung
ist die Bezugsgröße zur Beschreibung der Maschinensättigung.
Die Iterationsschleife dient der Minimierung der Drehmomentwelligkeit.
Sie verformt die Amplitude iA zur Verringerung der Drehmomentwellig-
keit bei jedem Iterationsschritt k. Für jede Rotorlage wird eine proportio-
nale Skalierung der Basisstromamplitude zur Minimierung der lageab-
hängigen Abweichung vom vorgegebenen Drehmoment durch ein Gra-
dientenabstiegsverfahren iteriert. Es wird der lokale Gradient der Dreh-
2Die vorgestellten Modelle und Verfahren sind bei einer solchen Kopplung nur unter Ver-
nachlässigung der Kopplung applizierbar.
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momentgleichung verwendet. Die Iterationsschrittweite wird durch die
Lernrate η eingestellt. m ist die Summe aller Drehmomente.
iA(ε, k + 1) = iA(ε, k) + η
dm
diA
(mMi −m (Ξ, k, ε)) (5.23)
Der Sollstromverlauf der Phase x ergibt sich aus dem skalierten Basis-
stromverlauf. Der Basisstromverlauf Ξx bezieht die Phasenlage des zuge-
hörigen Strangs ein.
iS,x,Ref = Ξx(ε, iA(ε)) (5.24)
Durch eine Frequenzzerlegung wird die spektrale Zusammensetzung er-
mittelt. Sie ergibt den Sollwert des Strangs iRef,x.
5.3.1 Alternative Betriebsarten
Die in den Gleichungen (5.21) und (5.22) beschriebenen Basisstromver-
läufe sind zwei aus einer Reihe möglicher Verläufe für PMTFM und
TFRM. Unterschiedliche Betriebseigenschaften können durch die Wahl
des Basisverlaufs erzielt werden. Ein glattes Drehmoment wird durch
die Iterationsschleife für jeden geeigneten Basisstromverlauf erzielt.
Im Folgenden werden alternative Betriebsarten für TFRM nach [56]
beschrieben.
Eine verbreitete Betriebsart für Reluktanzmaschinen ist der Betrieb mit
Strompulsen. Die Maschine soll in dieser Betriebsart nur Strom führen,
wenn durch den Strom ein ausschließlich positives oder ein ausschließ-
lich negatives Drehmoment erzeugt wird. Mögliche Stromformen erge-
ben sich aus der Vorgabe von definierten Verläufen der einzelnen Strang-
drehmomente. In [54, 56] wird die Vorgabe eines Sinusquadrat-förmigen
Drehmomentpulses beschrieben. Ein solcher Drehmomentpuls mp(ε) der
Höhe m0 wird durch Gleichung (5.25) beschrieben.
mp(ε) =
{
m0 sin
2 (2ε) , dLS(ε)dε > 0
0, sonst
(5.25)
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Mit Hilfe der Drehmomentgleichung (5.11) kann die Stromform analy-
tisch berechnet werden.
Ξ(ε, iA) = kM iA Re
{√
sin2 (2ε)
1
2
dLS(ε)
dε
}
(5.26)
Die Berechnung der Stromform für negative Drehmomentpulse erfolgt
analog [54].
Der Faktor kM skaliert die Stromform, so dass die mittlere Strombelas-
tung des resultierenden Verlaufs iA entspricht. Die mittlere Strombelas-
tung bei TFRM entspricht dem Mittelwert des Strangstromverlaufs
über einer elektrischen Periode. Ein optimierter Betrieb nach diesem
Basistromverlauf weist eine gleichmäßige Verteilung der mechanischen
Belastung auf die Maschinenstränge auf. Weiterhin ist der Ruck als
zeitliche Änderung des Drehmoments begrenzt und stetig.
Eine Stromform mit hohem Wirkungsgrad wird aus einer Betrachtung
der mechanischen Leistung PM im Verhältnis zur thermischen Ver-
lustleistung PTh abgeleitet. Die mechanische Leistung wie auch die
thermische Verlustleistung steigen, bei vernachlässigten Eisenverlusten,
mit dem Quadrat des Strangstromes an, wodurch sich für einen Arbeits-
punkt des Eisenkreises ein vom Strangstrom unabhängiges Verhältnis
ξ(ε) ergibt.
PM
PTh
= ω
1
2
dLS(ε)
dε
RS
= ω ξ (ε) (5.27)
Die Funktion ξ(ε) beschreibt die lageabhängige thermische Ausnutzung
des Antriebs [56]. Sie gibt an, wie viel Drehmoment pro thermischer
Verlustleistung erzeugt werden kann. Eine Minimierung der thermi-
schen Verluste wird durch eine Stromform erzielt, die eine lageabhängige
Stromhöhe proportional zur thermischen Ausnutzung aufweist [56]. Für
positives Drehmoment gilt Gleichung (5.28).
Ξ(ε, iA) =
{
kM iA ξ (ε) , ξ (ε) > 0
0, sonst
(5.28)
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Die mittlere Strombelastung wird über kM auf den Wert iA skaliert.
Den häufig verwendeten pulsförmigen Anregungen steht die sinusförmi-
ge Kommutierung nach Gleichung (5.22) gegenüber. An den Pulsgrenzen
müssen steile Stromflanken erzeugt werden, was meist bereits bei gerin-
ger Drehzahl durch die induzierte Spannung verhindert wird. Der kon-
tinuierliche sinusförmige Stromverlauf weist geringe Stromanstiege auf,
was den Spannungsbedarf des Stromverlaufs gegenüber der pulsförmi-
gen Betriebsweise reduziert. Die Betriebsweise wird folglich über einen
weiteren Drehzahlbereich eingeprägt werden können, da die induzierte
Spannung erst bei einer höheren Drehzahl die verfügbare Spannung des
Wechselrichters überschreitet.
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Die Validierung des dynamischen Modells, die Identifikation der Para-
meter und die Demonstration der Regelung werden an zwei Prüfständen
experimentell durchgeführt. Es werden eine PMTFM und eine TFRM be-
trachtet. Im Folgenden werden das Regelsystem und die Maschinenprüf-
stände beschrieben. Es folgt die Präsentation und Diskussion der Ergeb-
nisse der Parameteridentifikation. Im letzten Abschnitt des Kapitels wird
das Verhalten des geschlossenen Regelkreises vorgestellt.
6.1 Prüfstandsbeschreibung
Das eingesetzte Regelsystem beider Prüfstande ist das im Rahmen der
Dissertation [11] weiterentwickelte System UNIMOP. Zentrales Element
des Systems ist ein Field-Programmable-Gate-Array (FPGA) CYCLONE II
der Firma ALTERA. Der FPGA übernimmt periphäre Aufgaben zum Be-
trieb der Prüfstände. Hierzu gehören die Messdatenerfassung und die
Wechselrichteransteuerung durch Pulsweitenmodulation. Analoge Ein-
gangssignale können durch 14-Bit Flash-Analog/Digital-Umsetzer und
16-Bit Delta-Sigma-Analog/Digital-Umsetzer eingelesen werden. Neben
der Ansteuerung der Wechselrichter durch Pulsweitenmodulation sind
weitere digitale Ein- und Ausgänge frei programmierbar.
Der FPGA löst im festen Regeltakt eine Interruptroutine auf dem an-
geschlossenen digitalen Signalprozessor (DSP) C6713 der Firma TEXAS
INSTRUMENTS aus. Die entwickelten Algorithmen sind auf dem DSP in
Fließkommaarithmetik implementiert. Die bidirektionale Kommunikati-
on von Mess- und Sollwerten wird durch einen parallelen 16-Bit Daten-
bus realisiert.
Eine Kommunikationseinheit ist über USB an einen PC angeschlossen.
Dies ermöglicht die Steuerung des Regelsystems, die Vorgabe von Pa-
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rametern und Sollwerten sowie die Aufzeichnung von Messreihen. Das
System ermöglicht die Aufzeichnung von acht Messsignalen über einen
Zeitraum von mehreren Sekunden. Der Zeitraum ist abhängig vom Re-
geltakt.
Der Arbeitspunkt kann für beide Maschinen durch einen Antriebssatz
der Firma BAUMÜLLER durch eine Strom- oder Drehzahlregelung vor-
gegeben werden. Die Nennleistung der eingesetzten Asynchronmaschi-
ne liegt oberhalb der Nennleistung der betrachteten Prototypen. Der Ar-
beitsbereich des Antriebssatzes wird durch Zahnriemengetriebe an den
jeweiligen Arbeitsbereich der betrachteten TFM angepasst.
Eine Drehmomentmessung steht nicht zur Verfügung. Eine Erfassung der
Drehmomentwelligkeit ist durch hochaufgelöste Lageerfassung möglich.
Eine Betrachtung im Frequenzbereich erlaubt die Zuordnung von Dreh-
zahlschwankungen zu den betrachteten Prüflingen über die Synchronfre-
quenz und ihre Harmonischen.
Die Besonderheiten im Aufbau der Prüfstände für PMTFM und TFRM
werden in den folgenden Unterabschnitten detailliert dargestellt.
6.1.1 Permanenterregte Transversalflussmaschine
Die betrachtete PMTFM ist ein zweisträngiger Prototyp des INSTITUTS
FÜR ELEKTRISCHE MASCHINEN, ANTRIEBE UND BAHNEN. Die Ausle-
gungsdaten der Maschine sind in Tabelle 6.1 aufgeführt. Das Nennmo-
ment wird bei Rechteck-förmiger Stromform erzielt. Der gesamte Dreh-
zahlbereich ist durch den verwendeten Wechselrichter nicht abgedeckt,
da die verfügbare Spannung geringer als die nominelle Strangspannung
ist.
Tabelle 6.1: Nenndaten PMTFM (Auslegung)
Nenndrehzahl 150 U/min
Nennmoment 400 Nm
Nennstrom 20 A
Polpaare 50
Maschinenstränge 2
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Die Leistungsendstufe der Maschine ist ein dreiphasiger Frequenz-
umrichter der Firma LENZE aus der Baureihe 9300. Direkter Zugriff
auf die Schaltersignale ist durch das Entfernen der Steuerelektronik
ermöglicht. Die im FPGA erzeugten Schaltersignale werden durch Licht-
wellenleiter an den Frequenzumrichter übermittelt.
Die Ansteuerung der zweisträngigen Maschine an dem dreiphasigen
Frequenzumrichter wird durch eine Potentialkopplung an einer Halb-
brücke realisiert. Die Strangspannungen werden durch symmetrische
Pulsweitenmodulation erzeugt [11]. Durch die Kopplung der Stränge an
einer Halbbrücke trägt diese die Summe der Strangströme. Es können
gleichzeitig positive und negative Strangspannungen an beiden Strängen
realisiert werden. Bei verschiedenen Vorzeichen der Strangspannungen
ist die maximale Strangspannung auf die Hälfte der Zwischenkreisspan-
nung begrenzt, bei gleichem Vorzeichen kann die volle Zwischenkreis-
spannung an den Strängen anliegen.
Der Frequenzumrichter weist nichtlineares Verhalten durch Fehlspan-
nungseffekte auf, deren Ursache und Kompensation in [11, 32, 35] be-
schrieben sind. Aus der Fehlspannung der gemeinsamen Halbbrücke
resultiert eine elektrische Verkopplung der Stränge, da diese abhängig
von der Summe der Strangströme ist. Die Stränge werden durch eine
Kompensation dieser Fehlspannung entkoppelt und können unabhängig
angesteuert werden. Die Fehlspannung der unabhängigen Halbbrücken
wird ebenfalls kompensiert. Die Fehlspannungskompensation wird
abhängig vom Sollstrom durch Tabellen realisiert.
Die Strangströme werden durch LEM-Stromwandler1 erfasst und in
den Symmetriepunkten der Pulsweitenmodulation abgetastet. Dies
verringert den Einfluss von Messfehlern durch Stromharmonische, die
aus der Pulsweitenmodulation resultieren [11, 14]. Die Rotorlage wird
durch einen optischen SIN/COS-Inkrementalgeber erfasst. Die Sinus-
und Cosinusspuren werden hochfrequent abgetastet und im FPGA wei-
terverarbeitet. Ein CORDIC-Algorithmus wird zur Winkelauflösung
innerhalb eines Striches im FPGA durchgeführt [11]. Die Zwischenkreis-
1Kompensationsstromwandler mit Hallsonde
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spannung steht ebenfalls als Messwert zur Verfügung. Im DSP werden
die Referenzwerte der Pulsweitenmodulation abhängig von der Zwi-
schenkreisspannung berechnet. Die Pulsfrequenz des Wechselrichters
beträgt 8 kHz. Die Regelroutine wird mit gleicher Frequenz synchroni-
siert zum Pulsmuster ausgeführt.
6.1.2 Transversalflussreluktanzmaschine
Die betrachtete TFRM ist ein viersträngiger Prototyp des INSTITUTS FÜR
ELEKTRISCHE MASCHINEN, ANTRIEBE UND BAHNEN. Die Teilmaschinen
sind koaxial mit zwei verschiedenen Maschinenradien konstruiert [47].
Die Radien von jeweils zwei Strängen sind identisch2. Tabelle 6.2 zeigt die
Auslegungsdaten des Antriebs. Die Maschine wird durch einen eigens
entwickelten vierphasigen Pulswechselrichter angesteuert. Jede Phase
des Wechselrichters ist eine eigenständige asymmetrische Halbbrücke.
Bei unidirektionalem Strom können zwei Nullspannungszustände sowie
positive und negative Zwischenkreisspannung an den Strang angelegt
werden. Die erzeugten Schaltersignale werden wie bei dem Prüfstand der
PMTFM durch Lichtwellenleiter übermittelt. Der verwendete Wechsel-
richter deckt nicht den gesamten Drehzahlbereich ab, da die verfügbare
Spannung geringer als die nominelle Strangspannung ist.
Tabelle 6.2: Nenndaten TFRM (Auslegung)
Nenndrehzahl 1800 U/min
Nennmoment 58 Nm
Nennstrom 83 A
Polpaare 14
Maschinenstränge 4
Die Pulsweitenmodulation wird mittensymmetrisch realisiert. Dies er-
laubt die Abtastung des Strangstromes zu den Symmetriepunkten des
Pulsmusters, führt jedoch zu nichtlinearem Verhalten in der Umgebung
2Stränge I-IV und Stränge II-III
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des Nullstromes. Durch den unidirektionalen Strom ist ein mittensymme-
trisches Pulsmuster nahe des Nullstromes nicht spannungssymmetrisch,
da die negative Zwischenkreisspannung nur dann wirkt, wenn der
Strang stromführend ist. Hieraus resultiert eine positive Strangspan-
nung für ein Nullspannungs-Pulsmuster. Dieser Fehlspannungseffekt
kann durch stromabhängige Kompensation verringert werden. Eine
vollständige Unterdrückung wurde nicht erreicht.
Die vier Strangströme, die Zwischenkreisspannung und die Rotorlage
stehen als Messwerte zur Verfügung. Zur Erfassung der Rotorlage wird
ebenfalls ein optischer SIN/COS-Inkrementalgeber eingesetzt. Die Signal-
aufbereitung im FPGA ist äquivalent zu der im PMTFM Prüfstand einge-
setzten. Der Wechselrichter wird mit 8 kHz angesteuert. Die Regelrouti-
ne wird zur Pulsweitenmodulation synchronisiert mit gleicher Frequenz
ausgeführt.
6.2 Parameteridentifikation
Die Modellparameter beider betrachteter Maschinen werden mittels der
in Kapitel 5 beschriebenen Verfahren ermittelt. Die Versuchsbedingun-
gen, -durchführung und die Identifikationsergebnisse sind Inhalt der fol-
genden Abschnitte.
Die Sollstromverläufe zur Identifikation der Parameter nach den Ab-
schnitten 5.1 und 5.2 werden durch eine empririsch ausgelegte multire-
sonante Regelung stationär genau eingeprägt. Laufzeiteffekte werden in
den Regelalgorithmen nach Unterabschnitt 4.3.1 berücksichtigt.
Der Arbeitsbereich der Maschinen ist der Leerlauf bis zur nominellen
Stromamplitude. Die vollständige Identifikation wird für diskrete Strom-
amplituden durchgeführt, um eine sättigungsbedingte Parametervariati-
on abbilden zu können.
Die konstante Drehzahl wird durch die drehzahlgeregelte Lastmaschine
eingeprägt. Die Höhe der Drehzahl wird so gewählt, dass auch bei größ-
ter Stromamplitude eine Spannungsreserve im stationären Fall vorhan-
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den ist. Dies garantiert die stationäre Genauigkeit der multiresonanten
Regelung während der Identifikation.
6.2.1 Permanenterregte Transversalflussmaschine
Die Parameter der PMTFM werden für den Grunddrehzahlbereich sowie
für den Feldschwächbetrieb identifiziert. Der Arbeitsbereich wird über
i1,s und i1,c für diskrete Stromamplituden iA nach Gleichung (5.21) aufge-
teilt. Die Phasenverschiebung zwischen der Änderung des permanenter-
regten verketteten Flusses und dem Strangstrom ist gegeben durch Glei-
chung (6.1).
φ = arctan
(
i1,c
i1,s
)
(6.1)
Die identifizierten Verläufe des Parameters LS0 sind in Abbildung 6.1
über der Stromamplitude für verschiedene Phasenlagen φ für beide
Stränge der PMTFM dargestellt. LS0 repräsentiert den Mittelwert der
Stranginduktivität.
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Abb. 6.1: Parameter LS0 über iA bei Variation von φ
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Der Verlauf beschreibt eine Sättigung des Eisens für steigende Strom-
amplituden durch abfallende Induktivitätswerte. Für steigende Phasen-
verschiebungen φ wird der Eisensättigung durch die feldschwächenden
Stromanteile i1,c engegengewirkt. Dies resultiert in größeren Induktivi-
tätswerten bei gleicher Amplitude des Strangstromes
Abbildung 6.2 zeigt die Verläufe des Parameters LS2 beider Stränge. Der
Parameter beschreibt die dominante Variation der Stranginduktivität
über eine Polteilung.
Beim Betrieb der PMTFM ohne feldschwächende Stromanteile sinkt der
Betrag des Parameters LS2 für steigende Stromamplituden. Die Sättigung
von bisher ungesättigten Flusspfaden durch die Stromkomponente i1,s
verringert die Variation der Stranginduktivität über einer Polteilung.
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Abb. 6.2: Parameter LS2 über iA bei Variation von φ
Feldschwächende Stromanteile i1,c verstärken diese sättigungsbedingte
Parametervariation. Den sättigenden magnetischen Flüssen der Perma-
nenterregung wird durch die feldschwächenden Stromanteile entgegen-
gewirkt, wodurch die Induktivität lokal erhöht wird. Die gleichzeitige
Sättigung der bisher ungesättigten Flusspfade durch die Stromkompo-
nente i1,s führt zu einer lokalen Absenkung der Induktivität. Die Lage
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von Maximum und Minimum des Induktivitätsverlaufes LS(ε) über der
Rotorlage wird hierdurch vertauscht, was durch den Vorzeichenwechsel
des Parameters LS2 beschrieben wird.
Der Vorzeichenwechsel von LS2 führt zu einer Umkehr der Wirkrichtung
des Reluktanzmomentes. Dies muss insbesondere bei der Berechnung der
Betriebsführung berücksichtigt werden. Die Induktivitätsparameter hö-
herer Ordnung (LS4, LS6 , LS8 und höher) dienen der Funktionsapproxi-
mation des Induktivitätsverlaufes zwischen den Maxima und Minima.
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Abb. 6.3: Parameter ΨP1 über iA bei Variation von φ
Die Parameter des permanenterregten verketteten Flusses ΨP1 und ΨP3
sind in den Abbildungen 6.3 und 6.4 dargestellt.
Die Grundamplitude des permanenterregten verketteten Flusses ΨP1
sinkt bei geringen feldschwächenden Stromkomponenten mit steigender
Stromamplitude. Die Kopplungsinduktivität des effektiven Luftspaltes
wird durch die sättigende Stromkomponente i1,s abgesenkt, wodurch
der permanenterregte verkettete Fluss durch die Strangwicklung ver-
ringert wird. Bei zunehmenden feldschwächenden Stromanteilen wird
die Reduktion der Kopplungsinduktivität abgeschwächt, da die lokale
Sättigung abnimmt. Dies kann bei großen feldschwächenden Stromkom-
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ponenten zu einem Anstieg des permanenterregten verketteten Flusses
durch die Strangwicklung führen, wenn der Grundsättigung der Kopp-
lungsinduktivität mit großer elektrischer Erregung entgegengewirkt
wird.
Die Amplitude der dominanten Harmonischen des permanenterregten
verketteten Flusses ist der Parameter ΨP3. Für alle betrachteten Phasenla-
gen des Strangstromes zur Änderung des permanenterregten verketteten
Flusses ist ein steigender Parameterverlauf für steigende Stromamplitu-
de zu erkennen. Der Verlauf des permanenterregten verketteten Flusses
über der Rotorlage wird in seiner Form durch den hohen Gradienten des
Parameters ΨP3 über der Stromamplitude verformt.
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Abb. 6.4: Parameter ΨP3 über iA bei Variation von φ
Eine Betrachtung der Parameterverläufe LS(ε) und ΨP (ε) über der Ro-
torlage veranschaulicht die Effekte der dominanten Parameter auf den
Gesamtverlauf.
Die Abbildungen 6.5 und 6.6 zeigen die Verläufe der Stranginduktivitäten
LS(ε) über der Rotorlage und der Stromamplitude für φ = 0 und φ = 1.
Gemeinsamkeit der Verläufe ist das Abfallen der mittleren Induktivität
mit steigender Stromamplitude. In Abbildung 6.5 ist das Abklingen der
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Maximalwerte der Induktivität ersichtlich. Die Lage von Maximum und
Minimum bezüglich der Rotorlage bleibt bestehen. In Abbildung 6.6 ist
der Lagewechsel von Maximum und Minimum der Stranginduktivität
bei steigender Stromamplitude und großen feldschwächenden Stroman-
teilen dargestellt.
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Abb. 6.5: Parameterverlauf LS(ε) über iA bei φ = 0
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Abb. 6.6: Parameterverlauf LS(ε) über iA bei φ = 1
In den Abbildungen 6.7 und 6.8 sind die Verläufe der permanenterregten
Anteile des verketteten Flusses über der Rotorlage und der Stromampli-
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tude für φ = 0 und φ = 1 dargestellt. Die abfallende Amplitude von
ΨP (ε) für steigende Stromamplituden wird für beide Stränge bei φ = 0
in Abbildung 6.7 deutlich. Für hohe Stromamplituden bei großen feld-
schwächenden Stromanteilen (Abbildung 6.8) steigt die Amplitude der
permanenterregten Anteile des verketteten Flusses in Strang I gering an.
Dieser Effekt tritt bei Strang II nicht auf. Dies kann auf geringe Abwei-
chungen der Magnetkreise der Stränge durch Fertigungstoleranzen zu-
rückgeführt werden. Diese Abweichungen sind auch durch den Unter-
schied der Induktivitätswerte der Stränge ersichtlich. Der Einfluss der
elektrischen Erregung auf die permanenterregten Anteile des verketteten
Flusses unterscheidet sich durch abweichende Werte der Statorstreuung
der Stränge.
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Abb. 6.7: Parameterverlauf ΨP (ε) über iA bei φ = 0
Die Harmonischen des permanenterregten verketteten Flusses sind in
beiden Abbildungen durch ihre geringen Amplituden im Verhältnis zu
der Grundamplitude nicht deutlich erkennbar. Der Einfluss der höheren
Harmonischen ist keinesfalls zu vernachlässigen, da deren Amplituden
in der induzierten Spannung mit der Ordnungszahl der Harmonischen
verstärkt wirken.
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Abb. 6.8: Parameterverlauf ΨP (ε) über iA bei φ = 1
Betriebsführung
Anhand der identifizierten Parameterverläufe werden die Stromfor-
men für die betrachtete PMTFM nach Abschnitt 5.3 bestimmt. Der
Betriebspunkt ist durch die jeweilige Synchronfrequenzamplitude iA des
Strangstromes und die Phasenlage φ festgelegt. Das Reluktanzmoment
des Antriebs wird durch die Berechnung nach Gleichung (3.23) implizit
berücksichtigt.
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Abb. 6.9: PMTFM Strangstromverläufe über ε bei φ = 0
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Abbildung 6.9 zeigt die ermittelten Stromverläufe für φ = 0 über der Ro-
torlage für verschiedene Synchronfrequenzamplituden. Die Abbildung
zeigt, dass ein konstantes Vortriebsmoment bereits durch geringen Ein-
satz harmonischer Stromkomponenten erzielt werden kann. Ein größerer
Anteil harmonischer Stromkomenten wird im Feldschwächbereich der
PMTFM benötigt. In Abbildung 6.10 sind die ermittelten Stromverläufe
für φ = 1 über der Rotorlage für verschiedene Synchronfrequenz-
amplituden dargestellt. Es resultieren abweichende Amplituden und
Phasenlagen für die harmonischen Stromkomponenten der Stränge. Dies
ist zum Einen auf die unterschiedlichen Maschinenparameter zur Be-
rechnung der Strangdrehmomente zurückzuführen, zum Anderen auch
auf den Algorithmus zur Berechnung des glatten Drehmomentverlaufes,
welcher stets nur das Gesamtmoment berücksichtigt. Eine symmetrische
Belastung der Stränge ist durch den Algorithmus nicht vorgesehen. Eine
Anpassung des Algorithmus zur Symmetrierung der Stranglasten kann
vorgesehen werden.
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Abb. 6.10: PMTFM Strangstromverläufe über ε bei φ = 1
Eine Frequenzzerlegung der Strangstromverläufe ergibt die jeweiligen
Sollstromvektoren iRef . Zur Vervollständigung der Berechnung der Be-
triebsführung ist eine Bestimmung der benötigten Spannungsverläufe
zur Einprägung der Stromverläufe im gesamten Drehzahlbereich des
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Antriebs notwendig. Aus den Spannungsverläufen und der maximal
verfügbaren Spannung des Wechselrichters ergeben sich maximale
Kreisfrequenzen für die betrachteten Stromformen. Mit diesen Ergebnis-
sen kann eine optimale Betriebsstrategie bestimmt werden, welche bei
gegebener Kreisfrequenz für ein gefordertes Drehmoment die geeigneten
Stromformen der Strangströme ausgibt.
Im Grunddrehzahlbereich des Antriebs stellen die errechneten Stromver-
läufe für die Phasenlage φ = 0 die optimale Lösung dar. Die Berechnung
der optimalen Betriebsstrategie für φ > 0 ist notwendig, wenn der An-
trieb im Teillastbetrieb des Feldschwächbereichs betrieben werden soll.
6.2.2 Transversalflussreluktanzmaschine
Eine Identifikation der Parameter der TFRM wird mit einer Auftei-
lung des Arbeitsbereichs des Antriebs über i0, i2,s und i2,c für diskrete
Stromvorgaben iA nach Gleichung (5.22) durchgeführt. Es wird wie bei
der Identifikation der Parameter der PMTFM der Grunddrehzahlbereich
sowie der Feldschwächbereich betrachtet. Die Phasenlage des Strangstro-
mes ist gegeben durch Gleichung (6.2) wobei die Phasenlage φ = 0 die
Stromanregung im Grunddrehzahlbereich beschreibt.
φ = arctan
(
i2,c
i2,s
)
(6.2)
Die identifizierten Mittelwerte der Stranginduktivitäten LS0 sind in Ab-
bildung 6.11 über der Stromvorgabe iA für verschiedene Phasenlagen φ
abgebildet. Der Wertebereich der Induktivitätsparameter der Stränge I
und IV unterscheidet sich vom Wertebereich der Parameter der Strän-
ge II und III durch die Magnetkreiskonstruktion mit zwei verschiedenen
Maschinenradien [47].
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Abb. 6.11: Parameter LS0 über iA bei Variation von φ
Die absinkenden mittleren Stranginduktivitäten beschreiben die Sätti-
gung des Eisens mit steigender Stromamplitude. Für steigende Pha-
senlagen φ ist der Effekt der Eisensättigung geringer. Die Lage des
Maximums der elektrischen Erregung wird durch die Stromkomponen-
te i2,c in Richtung verminderter Leitwerte der Luftspaltkopplung Gd
nach Unterabschnitt 3.1.1 verschoben, wodurch das Rotoreisen über die
Luftspaltkopplung eine verminderte elektrische Erregung erfährt.
82 6 Experimentelle Analyse
10 20 30 40 50 60
0
0.5
1
1.5
i
A
 / A
L
S
2 
/
 m
H
10 20 30 40 50 60
0.2
0.4
0.6
0.8
1
i
A
 / A
L
S
2 
/
 m
H
10 20 30 40 50 60
0.2
0.4
0.6
0.8
1
i
A
 / A
L
S
2 
/
 m
H
10 20 30 40 50 60
0.8
1
1.2
1.4
i
A
 / A
L
S
2 
/
 m
H
 
 
φ = 0 φ = 0,35 φ = 0,7 φ =1
Strang I Strang II
Strang III Strang IV
Abb. 6.12: Parameter LS2 über iA bei Variation von φ
Die Verläufe der Parameter LS2 sind in Abbildung 6.12 dargestellt. Für
φ = 0 ist wie für die Verläufe der Parameter LS0 eine signifikante Abhän-
gigkeit zur Stromamplitude ersichtlich. Im Grunddrehzahlbereich nimmt
die Variation der Stranginduktivität mit steigender Strombelastung ab.
Für steigende Phasenlagen φ zeigen die Parameter LS2 eine veränder-
te Abhängigkeit zur Stromamplitude. Die Variation der Stranginduktivi-
tät nimmt für steigende Strombelastung zunächst zu und sinkt für sehr
große Ströme wieder ab. Das Maximum des Verlaufes zeigt eine starke
Abhängigkeit zur Phasenlage φ. Das Maximum der Parameter LS2 für
φ = 1 liegt weit oberhalb der nominellen Strombelastung.
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Die Abbildung 6.13 zeigt die Verläufe der Stranginduktivität über der Ro-
torlage und der Strombelastung für φ = 0. Die beschriebene sättigungsbe-
dingte Abnahme der mittleren Stranginduktivität LS0 ist ebenso ersicht-
lich wie die Reduktion der Induktivitätsvariation LS2.
−1
0
1
20
40
60
0
2
4
ε / pii
A
/A
L
S
(ε
) 
/
 m
H
−1
0
1
20
40
60
0
2
4
ε / pii
A
/A
L
S
(ε
) 
/
 m
H
−1
0
1
20
40
60
0
2
4
ε / pii
A
/A
L
S
(ε
) 
/
 m
H
−1
0
1
20
40
60
0
2
4
ε / pii
A
/A
L
S
(ε
) 
/
 m
H
Strang I Strang II
Strang III Strang IV
Abb. 6.13: Parameterverlauf LS(ε) über iA bei φ = 0
Mit steigender Strombelastung prägen sich weitere harmonische Indukti-
vitätsparameter aus. Diese verformen die näherungsweise sinusförmige
Variation der Induktivität bei niedriger Belastung hin zu Verläufen mit
breiten Minima bei großer Belastung.
Die Verläufe der Stranginduktivität sind über der Rotorlage und der
Strombelastung für φ = 1 in Abbildung 6.14 dargestellt. Die Ausprägung
weiterer Induktivitätsparameter ist im Feldschwächbereich weitaus
geringer als im Grunddrehzahlbereich. Die Verformung der Induktivi-
tätsverläufe über der Belastung des Antriebs ist für φ = 1 gering im
Verhältnis zur Verformung bei φ = 0.
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Abb. 6.14: Parameterverlauf LS(ε) über iA bei φ = 1
Betriebsführung
Die identifizierten Parameterverläufe dienen der Berechnung der Strom-
formen für die betrachtete TFRM nach Abschnitt 5.3. Die Strombelastung
iA und die Phasenlage φ bestimmen den Betriebspunkt der TFRM sowie
die zugehörigen Parameter.
Die ermittelten Stromverläufe für φ = 0 sind über der Rotorlage für ver-
schiedene Strombelastungen iA in Abbildung 6.15 dargestellt. Für gerin-
ge Belastung des Antriebs werden nur geringe harmonische Stromanteile
zur Erzeugung eines konstanten Drehmoments benötigt. Mit zunehmen-
der Belastung der TFRM steigen die harmonischen Komponenten des
Strangstromes stärker an als die Grundkomponenten i0 und i2,s. Neben
der nichtlinearen Beziehung zwischen Strangstrom und Drehmoment ist
dies zurückzuführen auf die signifikante Verformung der Stranginduk-
tivitätsverläufe. Die Maximalwerte der Verläufe werden durch die Itera-
tion erhöht, wodurch diese bei großer Belastung deutlich oberhalb der
nominellen Amplitude des Strangstromes liegen.
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Abb. 6.15: TFRM Strangstromverläufe über ε bei φ = 0
In Abbildung 6.16 sind die ermittelten Stromverläufe für φ = 1 darge-
stellt. Wie im Grunddrehzahlbereich sind geringe Anteile harmonischer
Stromkomponenten zur Erzeugung eines konstanten Antriebsmoments
bei geringer Belastung erforderlich. Eine Zunahme der Amplituden der
harmonischen Stromkomponenten ist bei steigender Belastung zu erken-
nen. Die Zunahme ist geringer als im Grunddrehzahlbereich. Die Ma-
ximalwerte der Basisverläufe werden im Vergleich mit Abbildung 6.15
nicht signifikant erhöht.
Die jeweiligen Sollstromvektoren iRef ergeben sich aus einer Frequenz-
zerlegung der Strangstromverläufe. Insbesondere für hohe Belastungen
werden viele Frequenzkomponenten benötigt, um den Stromverlauf
nachzubilden. Eine Reduktion der Frequenzkomponenten kann gegen-
über einem Zuwachs an Drehmomentwelligkeit abgewogen werden.
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Abb. 6.16: TFRM Strangstromverläufe über ε bei φ = 1
Analyse alternativer Betriebsarten
In Unterabschnitt 5.3.1 sind alternative Basisstromverläufe für TFRM
beschrieben. Im Folgenden werden die resultierenden Betriebseigen-
schaften dieser alternativen Betriebsarten nach [56] beschrieben und
analysiert. Die Betriebsarten werden mit der zuvor vorgestellten Be-
triebsführung verglichen. Die folgenden Verläufe der Betriebsgrößen sind
modellbasiert mit den identifizierten Parametern für eine Strombelas-
tung von 30 A berechnet. Abbildung 6.17 zeigt die Drehmomentverläufe
für die beschriebenen Betriebsarten. Für jede ermittelte Betriebsart ist ein
konstantes Summendrehmoment durch die Iterationsschleife sicherge-
stellt. Die in Abbildung 6.17 (a) dargestellten Drehmomentpulse resultie-
ren aus dem Ansatz Sinusquadrat-förmiger Pulse. Da der Phasenversatz
der Stränge von der idealen Phasenverschiebung von pi/4 abweicht, re-
sultiert bedingt durch die Vorgabe des konstanten Summendrehmoments
eine Verformung der Pulse. Die mechanische Belastung wird, abgesehen
von der geringen Verformung, gleichmäßig auf die Stränge verteilt. Eine
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asymmetrische Belastung zeigt der Drehmomentverlauf in Abbildung
6.17 (b). Strang IV wird hier weitaus stärker belastet als Strang II. Der
Drehmomentverauf in Abbildung 6.17 (c) zeigt ebenfalls eine asymme-
trische Belastung. Durch die kontinuierliche Kommutierung bei dieser
Betriebsart entstehen stückweise negative Strangdrehmomente, deren
Wirkung durch die anderen Stränge kompensiert wird. Die mechanische
Belastung der Stränge ist gleichmäßiger als in Abbildung 6.17 (b).
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Abb. 6.17: Drehmomentverläufe für Sinusquadrat-förmige Drehmoment-
pulse (a), minimierte thermische Verluste (b) und sinusförmige
Basisströme (c)
Die Gradienten der Strangdrehmomente sind in Abbildung 6.18 darge-
stellt. Große Drehmomentanstiege können als dynamische Kraftzunahme
an den Zahnflanken auf Stator und Rotor interpretiert werden. Der Stator
wird hierdurch zu Schwingungen angeregt. Hohe, impulsartige Gradien-
ten regen durch ihre Signalform ein größeres Frequenzspektrum an, wo-
durch auch Gehäuseresonanzen angeregt werden können. Eine moderate
Kraftzunahme und -abnahme ist durch geringe Drehmomentgradienten,
wie in den Abbildungen 6.18 (a) und (c) dargestellt, gegeben.
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Abb. 6.18: Drehmomentgradient für Sinusquadrat-förmige Drehmo-
mentpulse (a), minimierte thermische Verluste (b) und
sinusförmige Basisströme (c)
Neben der mechanischen Belastung der Stränge ist das Betriebsverhal-
ten auch durch elektrische und magnetische Betriebsgrößen charakteri-
siert. Die Strangstromverläufe der Betriebsarten sind in Abbildung 6.19
dargestellt. Die Abbildungen 6.19 (a) und (b) zeigen pulsförmige Strom-
verläufe gegenüber einer kontinuierlichen Kommutierung in 6.19 (c). Im
Hinblick auf die Stromregelung durch die multiresonante Modellfolgere-
gelung weisen die pulsförmigen Stromverläufe den Nachteil auf, dass sie
nur durch eine sehr große Anzahl an Frequenzkomponenten angenähert
werden können. Die kontinuierliche Kommutierung lässt sich hingegen
durch eine weitaus geringere Anzahl an harmonischen Stromkomponen-
ten darstellen. Diese Betriebsart weist die geringsten Stromanstiege auf.
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Abb. 6.19: Strangstromverläufe für Sinusquadrat-förmige Drehmoment-
pulse (a), minimierte thermische Verluste (b) und sinusförmige
Basisströme (c)
Über die lageabhängigen Stranginduktivitäten werden die Verläufe des
verketteten Flusses berechnet. Sie sind über der Rotorlage in Abbildung
6.20 dargestellt.
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Abb. 6.20: Verlauf des verketteten Flusses für Sinusquadrat-förmige
Drehmomentpulse (a), minimierte thermische Verluste (b) und
sinusförmige Basisströme (c)
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Die Verläufe des verketteten Flusses in Abbildung 6.20 (a) weisen eine ge-
ringe Welligkeit auf. Dies korrespondiert mit den glatten Verläufen der er-
zeugten Strangdrehmomente in Abbildung 6.17. Die Betrachtung des ver-
ketteten Flusses dient der Analyse der umgesetzten magnetischen Ener-
gie. In Abbildung 6.21 ist der Verlauf des verketteten Flusses über dem
Strangstromverlauf aufgetragen. Die von den Verläufen des verketteten
Flusses eingeschlossene Fläche entspricht der umgesetzten Energie des
Umlaufs [8]. Je nach Umlaufrichtung wird Energie aufgenommen oder
abgegeben.
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Abb. 6.21: Verketteter Fluss-Strangstrom-Trajektorie für Sinusquadrat-
förmige Drehmomentpulse (a), minimierte thermische Verlus-
te (b) und sinusförmige Basisströme (c)
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Die maximale Kreisfrequenz einer Betriebsart ist in hohem Maße beein-
flusst durch den Gradienten des verketteten Flusses, da sich die induzier-
te Spannung proportional zur Kreisfrequenz und dem Gradientenverlauf
verhält. Die Verläufe sind in Abbildung 6.22 dargestellt.
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Abb. 6.22: Gradient des verketteten Flusses für Sinusquadrat-förmige
Drehmomentpulse (a), minimierte thermische Verluste (b) und
sinusförmige Basisströme (c)
Die Abbildung zeigt, dass die Gradienten an den Pulsgrenzen in Ab-
bildung 6.22 (a) und (b) sehr große Werte annehmen, um die hohen
Stromgradienten an diesen Grenzen zu erzeugen. Abbildung 6.22 (c)
zeigt geringe Gradienten des verketteten Flusses und folglich einen
geringen Spannungsbedarf des Stromverlaufs. Dies ist auf die geringen
Stromgradienten der Betriebart zurückzuführen. Durch den geringen
Spannungsbedarf ist der applizierbare Drehzahlbereich der kontinuierli-
chen Kommutierung größer als bei pulsförmiger Kommutierung.
Die kontinuierliche Kommutierung ist wegen des großen applizierbaren
Drehzahlbereichs und der Vereinbarkeit von Strangstromverlauf und
multiresonanter Modellfolgeregelung für den Betrieb der TFRM trotz
erhöhter thermischer Verluste gut geeignet. Da die pulsförmigen Strom-
verläufe bereits ab geringen Kreisfrequenzen durch die hohe induzierte
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Spannung nicht stationär genau eingeprägt werden können, sind die
Vorteile dieser Verläufe nur von geringer Relevanz.
6.3 Regelung
Die experimentelle Validierung der in Kapitel 4 beschriebenen Regler-
strukturen ist Inhalt der folgenden Unterabschnitte. Um eine unabhängi-
ge Bewertung der einzelnen Verfahren zu ermöglichen, werden die mo-
dellbasierte Vorsteuerung nach Abbildung 4.2 und die multiresonante
Regelung nach Abbildung 4.4 zunächst im eigenständigen Betrieb un-
tersucht. Die Bewertung der multiresonanten Modellfolgeregelung nach
Abbildung 4.5 schließt das Kapitel ab.
Die Untersuchung der modellbasierten Vorsteuerung ermöglicht die
gleichzeitige Validierung der spektralen Darstellung der Stromdynamik
der TFM sowie der Möglichkeit der Auslegung des modellbasierten spek-
tralen Zustandsreglers. Die Dynamik und Genauigkeit der eigenständi-
gen multiresonanten Regelung wird bewertet und dient als Referenz für
die Eigenschaften der multiresonanten Modellfolgeregelung.
Die Analyse des eigenständigen Betriebes der modellbasierten Vor-
steuerung und der multiresonanten Regelung wird für die identifizierte
PMTFM durchgeführt. Die multiresonante Modellfolgeregelung wird für
die PMTFM sowie für die identifizierte TFRM betrachtet.
6.3.1 Modellbasierte Vorsteuerung
Eine Analyse der dynamischen und stationären Eigenschaften der mo-
dellbasierten Vorsteuerung wird durch die Betrachtung des Verhaltens
des gesteuerten Systems bei sprunghafter Führungsanregung ermöglicht.
Die Drehzahl der PMTFM wird durch die Lastmaschine auf einen Wert
von 49 U/min entsprechend einer elektrischen Frequenz von 41 Hz ein-
gestellt. Die sprunghafte Führungsanregung resultiert in einem transien-
ten Ausgleichsvorgang der Drehzahl.
Der Sollwert der modellbasierten Vorsteuerung springt zwischen Leer-
lauf und der spektralen Zusammensetzung des nach Abschnitt 5.3 op-
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timierten Strangstromes iRef für eine mittlere Strombelastung iA von 20
A. Die Parameter der Vorsteuerung sind auf diesen Arbeitspunkt abge-
stimmt und werden nicht variiert. Es werden Frequenzen bis zur neun-
ten Vielfachen der Synchronfrequenz berücksichtigt. Die Periodendau-
er der Amplitudenänderung ist ungleich einer vielfachen Periodendauer
der elektrischen Kreisfrequenz, wodurch die Amplitude des Strangstro-
mes zu unterschiedlichen elektrischen Phasenlagen geändert wird.
Die Systemantwort bei sprunghafter Führungsanregung ist in Abbildung
6.23 neben der modellbasiert berechneten Systemantwort dargestellt. Die
berechnete Systemantwort bildet die Zieltrajektorie mit der transienten
Dynamik nach der vorgegebenen Matrix A
R
ab.
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Abb. 6.23: Systemantwort des gesteuerten Systems bei alternierender
Führungsanregung
Die gemessene Systemantwort zeigt Abweichungen zu der modellbasiert
berechneten Systemantwort sowohl im transienten als auch stationären
Betrieb. Die Differenzen im stationären Betrieb sind auf Parameterabwei-
chungen zurückzuführen. Die Parameter wurden nach Kapitel 5 für einen
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rein sinusförmigen Stromverlauf identifiziert. Die abweichende spektrale
Zusammensetzung des Strangstromes resultiert in einer geringen Verän-
derung im Arbeitpunkt der Maschine und folglich in den resultierenden
Parametern. Diese Abweichungen sind deutlicher im Leerlauf zu erken-
nen, da die in der Steuerung verwendeten Parameter auf die Strombelas-
tung von 20 A abgestimmt sind. Die Parametervariation zeigt die Nach-
teile einer reinen Steuerung auf und verdeutlicht die Notwendigkeit einer
Regelung für einen Betrieb mit stationärer Genauigkeit sowie die Anpas-
sung der Parameter der Steuerung an den Betriebspunkt. Die Vorsteue-
rung der stationären Betriebsparameter ist dennoch vorteilhaft, da eine
zusätzliche Regelung lediglich die Abweichungen bedingt durch die Va-
riation der Betriebsparameter kompensieren muss.
Die transiente Abweichung der Systemantwort ist neben der Differenz
durch den abweichenden Anfangswert ebenfalls auf Parameterfehler zu-
rückzuführen. Einer dynamischen Änderung des magnetischen Arbeits-
punktes wirken die differentiellen Induktivitäten des Eisenkreises entge-
gen [17]. Diese entsprechen nur im ungesättigten, linearen Bereich des Ei-
senkreises den absoluten Induktivitäten, die als Elemente der Matrix H
2
durch das Identifikationsverfahren nach Kapitel 5 bestimmt wurden. Die
Induktivitätsparameter der Elemente der Matrix G entsprechen folglich
nur unter Vernachlässigung von Sättigungseffekten den Induktivitätspa-
rametern der Elemente der Matrix H
2
. Die Abweichungen der transi-
enten Systemantwort können durch eine unabhängige Identifikation der
Elemente der MatrixG reduziert werden. Dies setzt die Entwicklung und
Erprobung eines Identifikationsverfahrens voraus3.
Die modellbasierte Vorsteuerung zeigt trotz der dynamischen und
stationären Abweichungen eine hohe Leistungsfähigkeit. Ohne die Not-
wendigkeit der Rückkopplung des Strangstromes wird ein Großteil
der zur Einprägung eines spezifischen Sollstromverlaufes notwendigen
Spannung durch die modellbasierte Berücksichtigung der last- und dreh-
zahlabhängigen Störungen zur Verfügung gestellt. Das Verfahren wird
gleichzeitig zur Bestimmung der Sollstromtrajektorien verwendet.
3Das vorgestellte Identifikationsverfahren kann zur Bestimmung von G nicht eingesetzt
werden.
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6.3.2 Multiresonante Regelung
Die dynamischen und stationären Eigenschaften der multiresonanten
Regelung werden ebenfalls durch die Betrachtung der Systemantwort
bei sprunghafter Führungsanregung analysiert. Es wird der geschlosse-
ne Regelkreis betrachtet. Die Lastmaschine prägt, wie zur Analyse der
modellbasierten Vorsteuerung, der PMTFM die Drehzahl von 49 U/min
entsprechend einer elektrischen Frequenz von 41 Hz auf. Der Sollstrom-
verlauf springt ebenfalls zwischen dem Leerlauf und dem optimierten
Strangstrom iRef für eine mittlere Strombelastung iA von 20 A. Der lage-
abhängige Sollwertverlauf wird direkt mithilfe der Ausgangsmatrix C(ε)
berechnet.
Der proportionale Verstärkungsfaktor P und die Integrationszeitkonstan-
te T1 des Synchronfrequenzresonators werden durch eine Approximati-
on des Regelkreises parametriert. Es wird vereinfachend angenommen,
dass sich der resonante Regler an der Strecke wie ein PI-Regler in Pa-
rallelstruktur an einer Streckenverzögerung mit der Zeitkonstante TS =
L0/RS verhält. Die Rechenzeit und die Stellgliedverzögerung werden als
Halteglied mit einer Verzögerungszeit von TE = 1, 5TPWM approximiert.
Die Parameter sind durch Gleichung (6.3) gegeben. Es wird eine Dämp-
fung von 1,3 vorgegeben. Eine geringere Dämpfung führt zu nichtlinea-
rem transienten Verhalten durch die Stellgrößenbegrenzung.
P = TS4D2 TE =
L0
6D2 RS TPWM
T1 = 4D
2 TE = 6D
2 TPWM
(6.3)
Die Integrationszeitkonstanten der weiteren Resonatoren werden empi-
risch parametriert. Abbildung 6.24 zeigt die Systemantwort des geregel-
ten Systems bei alternierender Führungsanregung. Die Systemantwort
zeigt ein dynamisches Einschwingverhalten für die Synchronfrequenz,
wohingegen die transienten Ausgleichsvorgänge der harmonischen
Komponenten des Strangstromes mehrere Perioden der Synchronfre-
quenz benötigen, um ihren stationären Endwert zu erreichen4. Zur
4In Abbildung 6.24 wird der stationäre Endwert nicht erreicht. Die Konvergenz des Regel-
fehlers zu Null ist ersichtlich.
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Beschleunigung der transienten Ausgleichsvorgänge ist eine analytische
Auslegung der multiresonanten Regelung mit Berücksichtigung der
Streckeneigenschaften erforderlich.
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Abb. 6.24: Systemantwort des geregelten Systems bei alternierender
Führungsanregung
Der stationäre Zustand ist geprägt durch eine sehr hohe Übereinstim-
mung von Soll- und Istwertverlauf. Zur Bewertung der Genauigkeit
wird das Frequenzspektrum des Regelfehlers betrachtet. Als Referenz
dient eine resonante Regelung nach Abbildung 4.3, die ebenfalls nach
Gleichung (6.3) parametriert wird. Abbildung 6.25 zeigt das Frequenz-
spektrum mehrerer hundert Perioden des gemessenen Stromverlaufs für
die resonante und für die multiresonante Regelung. Der Sollstromverlauf
entspricht dem optimierten Strangstrom iRef für eine mittlere Strom-
belastung iA von 20 A. Es ist ersichtlich, dass der resonante Regler die
Störkomponenten der Synchronfrequenz stationär genau unterdrückt,
jedoch verbleiben Regelfehlerkomponenten bei den Harmonischen der
Synchronfrequenz. Die multiresonante Regelung ist in der Lage, auch
diese Regelfehler zu unterdrücken.
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Abb. 6.25: Frequenzspektrum des Regelfehlers bei resonanter Regelung
und multiresonanter Regelung
Das stationäre Betriebsverhalten der multiresonanten Regelung erfüllt
die benötigte stationäre Genauigkeit für die Synchronfrequenz und ihre
Harmonischen für den Betrieb einer TFM mit optimierten Stromver-
läufen. Das transiente Verhalten zeigt jedoch nichtlineares Verhalten
bezüglich der Dauer der Ausgleichsvorgänge. Der geschlossene Regel-
kreis kann daher nicht durch eine konstante Verzögerung approximiert
werden. Dies erschwert eine Auslegung von weiteren Reglerkaskaden
zur Drehzahl- und Positionsregelung.
6.3.3 Multiresonante Modellfolgeregelung
Die multiresonante Modellfolgeregelung nach Abbildung 4.5 vereint die
Vorteile der modellbasierten Vorsteuerung und der multiresonanten Re-
gelung. Das Führungsverhalten wird unter gleichen Versuchsbedingun-
gen, einer eingeprägten Drehzahl von 49 U/min bei alternierender Füh-
rungsanregung, betrachtet. Der Sollstromverlauf entspricht den Verläu-
fen in den Unterabschnitten 6.3.1 und 6.3.2. Die Parameter der multi-
resonanten Regelung werden identisch zu den Parametern in Unterab-
schnitt 6.3.2 gewählt. Die Parameter der Vorsteuerung sind auf die mitt-
lere Strombelastung iA von 20 A abgestimmt. Die Systemantwort ist in
Abbildung 6.26 dargestellt.
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Abb. 6.26: Systemantwort der Modellfolgereglung bei alternierender
Führungsanregung (PMTFM)
Ein Vergleich der Abbildung mit den Abbildungen 6.23 und 6.24 zeigt
ein beschleunigtes transientes Abklingen des Regelfehlers sowie gerin-
gere transiente Abweichungen zwischen dem modellbasiert berechne-
ten Strangstrom und dem gemessenen Strangstrom. Da die Parameter
der modellbasierten Vorsteuerung auf die Strombelastung von 20 A ab-
gestimmt sind, weist der Regelfehler im Leerlauf einen geringen transi-
enten Ausgleichsvorgang über mehrere Perioden der Synchronfrequenz
auf. Die multiresonante Regelung unterdrückt stationäre Abweichungen.
Durch die Modellfolge ist das Verhalten durch die Dynamikmatrix A
R
beschrieben, wodurch auch die Drehmomentdynamik entsprechend ap-
proximiert werden kann.
Abbildung 6.27 zeigt das Führungsverhalten der multiresonanten Mo-
dellfolgeregelung für die identifizierte TFRM. Die Lastmaschine prägt
der TFRM eine Drehzahl von 145 U/min auf. In der Vorsteuerung so-
wie im Sollstromverlauf werden ausschließlich gerade Harmonische bis
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zur zwölften Vielfachen der Synchronfrequenz5 berücksichtigt. Die mul-
tiresonante Regelung beinhaltet Resonatoren für gerade Harmonische bis
zur 14ten Vielfachen der Synchronfrequenz. Die Skalierung des optimier-
ten Strangstromes iRef für eine mittlere Strombelastung iA von 30 A alter-
niert zwischen 12,5% und 100%.
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Abb. 6.27: Systemantwort der Modellfolgereglung bei alternierender
Führungsanregung (TFRM)
Die dynamischen und transient abklingenden Regelfehler sind auf Pa-
rameterabweichungen zwischen der Regelstrecke und der Vorsteuerung
5Die Synchronfrequenz bei TFRM ist bezogen auf die Polpaarfrequenz. Die dominante
Drehmomentbildung entsteht aus der Interaktion des Gleichanteils mit der zweiten Har-
monischen.
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zurückzuführen. Die im stationären Regelfehler verbleibende dominan-
te Frequenz entspricht der 16ten Vielfachen der Synchronfrequenz. Die-
se wird aufgrund begrenzter Rechenleistung weder in der Vorsteuerung
noch in der multiresonanten Regelung berücksichtigt.
Aus der Abbildung ist ersichtlich, dass das vorgestellte Regelverfahren
für TFRM wie für PMTFM eingesetzt werden kann. Das Betriebsverhal-
ten erfüllt die Forderung nach hoher Dynamik und Genauigkeit, auch im
transienten Betriebsfall.
Das Verhalten der multiresonanten Modellfolgeregelung bei veränder-
licher Drehzahl wird durch Reversiervorgänge abgebildet. Die PMTFM
wird mit einer sprunghaften Führungsanregung betrieben. Die Anregung
alterniert zwischen dem optimierten Strangstrom für positives Drehmo-
ment sowie dem optimierten Strangstrom für negatives Drehmoment für
eine mittlere Strombelastung von 20 A. Die Lastmaschine ist inaktiv. Das
alternierende Drehmoment resultiert in einem abwechselnd steigenden
und fallenden Rampenverlauf der Drehzahl um den Mittelwert von Null
U/min. In Abbildung 6.28 ist das Systemverhalten dargestellt.
Die multiresonante Modellfolgeregelung ermöglicht die Einprägung des
Sollstromverlaufs auch bei variabler Drehzahl. Vernachlässigbare Abwei-
chungen zwischen dem Soll- und Istwertverlauf treten bei Sollwertän-
derung auf. Der Drehzahlverlauf zeigt einen Beschleunigungsvorgang
mit geringer Restwelligkeit. Die sprunghafte Drehmomentänderung regt
einen transienten Einschwingvorgang im mechanischen System an. Die
Schwingungen sind auf das Zahnriemengetriebe und Rastmomente zu-
rückzuführen. Eine geringere Drehmomentwelligkeit kann durch experi-
mentell identifizierte Stromverläufe erreicht werden [36].
Abbildung 6.29 zeigt einen Reversiervorgang der TFRM. Die Leistungsfä-
higkeit der multiresonanten Regelung für TFRM ist wie für PMTFM auch
bei variabler Drehzahl gewährleistet.
Durch die deterministische Drehmomentdynamik können weitere Regel-
kreise zur Drehzahl- oder Positionsregelung nach dem Stand der Tech-
nik [11, 21] ausgelegt werden.
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Abb. 6.28: Reversiervorgang der Modellfolgereglung (PMTFM)
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Abb. 6.29: Reversiervorgang der Modellfolgereglung (TFRM)
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7 Zusammenfassung und Ausblick
Die Modellierung des dynamischen Verhaltens der TFM und die Aus-
legung einer Stromregelung sind Inhalt dieser Arbeit. Neben den syn-
chronen Betriebsgrößen der elektrischen Maschine resultieren durch das
nichtlineare elektromagnetische Verhalten der Antriebe weitere Harmo-
nische der Synchronfrequenz. Die Unterdrückung von unerwünschten
harmonischen Stromkomponenten und die gezielte Einprägung von
Stromharmonischen zur Betriebsführung mit geringer Drehmomentwel-
ligkeit sind Regelziele der Stromregelung.
Ein Schwerpunkt der Arbeit ist die Modellierung des nichtlinearen
elektromagnetischen Verhaltens durch ein dynamisches Modell mit
konzentrierten Parametern. Aus einer Reihenentwicklung für die ef-
fektive magnetische Leitfähigkeit des Luftspaltes wird ein Modell zur
Beschreibung der Strangstromdynamik abgeleitet. Die Berücksichtigung
von Oberschwingungskomponenten der permanenterregten Anteile des
verketteten Flusses sowie der Variation der Stranginduktivität bildet
das Modell das Synchronfrequenzverhalten sowie die Entstehung von
Stromharmonischen durch konzentrierte Parameter ab. Die Beschrei-
bung mit konzentrierten Parametern erlaubt eine Transformation des
Systems, wodurch der stationäre Betrieb der TFM durch Gleichgrößen
in einem spektralen Zustandsraummodell beschrieben werden kann.
Der Zustandsvektor des Modells enthält die Frequenzkomponenten des
Strangstromes. Ansatz für diese Transformation ist eine zeitabhängige
Reihenentwicklung für den Strangstrom. Die Wirkung von differentiellen
Induktivitäten ist durch das vorgestellte Modell bisher nicht abgebildet.
Dies führt zu Abweichungen in transienten Änderungen der magneti-
schen Arbeitspunkte. Die allgemeine Darstellung zur Beschreibung der
Synchronfrequenz und ihrer Harmonischen kann reduziert werden, um
eine kompakte Darstellung der Synchronfrequenz unter Vernachlässi-
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gung der Stromharmonischen zu erhalten. Zur analytischen Auslegung
der Stromregelung unter Berücksichtigung der Stromharmonischen wird
die allgemeine Darstellung verwendet.
Die Beschreibung der Dynamik des Strangstromes durch das spektra-
le Zustandsraummodell ermöglicht die Auslegung einer spektralen Zu-
standsregelung. Die Dynamik des geschlossenen Kreises kann durch eine
Dynamikmatrix vorgegeben werden. Da der Zustandsvektor nicht ver-
zögerungsfrei gemessen werden kann, wird der Vektor modellbasiert be-
rechnet. Die Stellgröße des Zustandsreglers wird zur Vorsteuerung der
Strecke verwendet.
Um Abweichungen zwischen dem Zustandsraummodell und dem realen
System zu kompensieren wird ein multiresonanter Stromregler als Fol-
geregler innerhalb einer Modellfolgeregelung eingesetzt. Eingangsgröße
des Reglers ist die Abweichung zwischen den Augenblickswerten des
modellbasiert berechneten Strangstromes in skalarer Darstellung und des
gemessenen Strangstromes. Der multiresonante Stromregler besitzt einen
Proportionalpfad sowie mehrere frequenzvariante Resonatoren. Die fre-
quenzvarianten Resonatoren wirken mit integraler Stellgröße gegen Re-
gelabweichungen bei der Synchronfrequenz sowie ihren Harmonischen.
Die Regelung erreicht im eingeschwungenen Zustand stationäre Genau-
igkeit für alle berücksichtigten Frequenzkomponenten.
Zur Identifikation der zur Vorsteuerung benötigten Modellparameter
wird ein Verfahren beschrieben, welches die spektrale Zusammenset-
zung des Strangspannungsverlaufes auswertet. Es wird der stationäre
Zustand für einen definierten Strangstromverlauf betrachtet. Stationäre
Genauigkeit für den definierten Verlauf wird durch die multiresonante
Regelung sichergestellt. Die Identifikation wird für eine PMTFM und
eine TFRM beschrieben. Die Betrachtung des Grunddrehzahlbereichs
sowie des Feldschwächbereichs bei Variation der Strombelastung erlaubt
die Darstellung der lastabhängigen Sättigungseffekte der Antriebe. Eine
Betriebsform mit minimierter Drehmomentwelligkeit wird modellbasiert
berechnet. Sättigungseinflüsse werden durch die Berücksichtigung der
Lastabhängigkeit der Parameter in die Berechnung mit einbezogen.
104 7 Zusammenfassung und Ausblick
Das Verfahren zur Stromregelung wird für die identifizierten Antriebe
experimentell erprobt. Die modellbasierte Vorsteuerung wird eigenstän-
dig zur Validierung des dynamischen Modells sowie der Zustandsrege-
lung betrachtet und analysiert. Dynamische und stationäre Abweichun-
gen werden betrachtet und erläutert. Die Analyse des eigenständigen Be-
triebs der multiresonanten Stromregelung zeigt die stationäre Genauig-
keit im eingeschwungenen Zustand. Als multiresonante Modellfolgere-
gelung wird die Kombination der Verfahren für sprunghafte Führungs-
anregung bei konstanter Drehzahl sowie in Reversiervorgängen gezeigt.
Das Verfahren ist sowohl für PMTFM als auch TFRM anwendbar.
Die Verfahren zur Modellierung, Regelung und Identifikation sind über
die Anwendung zum Betrieb von TFM hinaus übertragbar auf weite-
re dynamische Systeme. Das Konzept zur Darstellung des periodischen
Verhaltens der TFM in einem spektralen Zustandsraum ist übertragbar
auf beliebige dynamische Prozesse mit stetigen, periodischen Parame-
tern, Störungen oder Führungsverläufen. Gleichermaßen ist der Entwurf
des spektralen Zustandsreglers übertragbar.
Die frequenzvariante, multiresonante Regelung ist ebenfalls nicht auf die
Stromregelung bei TFM beschränkt. Die Regelung wurde bereits erfolg-
reich in weiteren Anwendungen, wie z.B. zur Unterdrückung von Strom-
harmonischen bei permanenterregten Synchronmaschinen und zur Kom-
pensation von Drehzahlschwankungen bei Hybridschrittmotoren, getes-
tet. Die Reglerstruktur eignet sich allgemein zum stationär genauen Be-
trieb von stetigen und periodischen Prozessen mit konstanter oder varia-
bler Wiederholfrequenz. Analytische Auslegungsverfahren für die Rege-
lung sind Gegenstand aktueller Forschung.
Die Identifikation von Modellparametern durch die Analyse der Stellgrö-
ßenverläufe bei quasi-stationären Arbeitspunkten konstanter Frequenz
kann ebenfalls auf weitere Prozesse angewandt werden. Der Frequenz-
gang eines dynamischen Systems lässt sich durch das Verfahren für vor-
gegebene Ausgangsamplituden im geschlossenen Regelkreis bestimmen.
In [60] wird das Verfahren zur Identifikation der Parameter von Hybrid-
schrittmotoren beschrieben.
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Weitere Konzepte zum Betrieb von TFM können aus dem vorgestellten
dynamischen Modell abgeleitet werden. Insbesondere für die Synchron-
frequenz sind häufig einfache Reglerstruktren wie PI-Regler durch die
hohe Verbreitung und Akzeptanz in Industrieanwendungen gefragt.
Modellbasierte Regelungen mit integralen Beobachterstrukturen bieten
Möglichkeiten, um klassische und erprobte Reglerkonzepte wie PI-Regler
an die Stromdynamik der TFM anzupassen.
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